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1 Einleitung und Zielsetzung 
Die Schonung der natürlichen Brennstoffressourcen und die Reduzierung der Emission 
von umweltschädlichen Gasen sind wesentliche Ziele bei der Entwicklung zukünftiger 
und neuer Kraftwerke. Ein wichtiger Beitrag hierzu kann durch die Steigerung des 
thermischen Wirkungsgrades erreicht werden. Moderne kombinierte Gas- und 
Dampfturbinen-Kraftwerke erzielen momentan bei der Befeuerung mit Erdgas 
Gesamtwirkungsgrade von 58 %. Hierfür werden Eintrittstemperaturen in der Gasturbine 
von etwa 1230°C (Temperaturdefinition entsprechend ISO-Norm) und in der 
Dampfturbine von maximal 600°C erreicht. Dabei sind bei diesen Fluidtemperaturen die 
Einsatzgrenzen der heute eingesetzten Werkstoffe bereits überschritten, so dass ein 
langlebiger und sicherer Betrieb der Anlagen nur über komplexe Kühlverfahren 
ermöglicht wird. 
Im Rahmen des Sonderforschungsbereichs 561 „Thermisch hochbelastete, offenporige 
und gekühlte Mehrschichtsysteme für Kombi-Kraftwerke“ wird das Ziel verfolgt, die 
wissenschaftlichen Grundlagen für ein Kombi-Kraftwerk der Zukunft zu schaffen, bei dem 
Gesamtwirkungsgrade von 65 % erreicht werden. Hierfür müssen die Prozessparameter, 
wie Temperaturen und Drücke, signifikant gesteigert werden. Dabei wird für den Bereich 
der Gasturbine eine Erhöhung der Brennkammeraustrittstemperatur auf 1520°C bei 
17 bar und für den Bereich der Dampfturbine eine Erhöhung der Frischdampftemperatur 
auf 690°C bei 300 bar angestrebt. Diese hohen Prozesstemperaturen können nur durch 
die Entwicklung von neuen Werkstofflösungen in Kombination mit einer Transpirations-
 / Effusionskühlung ermöglicht werden.  
Für den Bereich der Dampfturbine wird ein konstruktiver Ansatz verfolgt, bei dem die 
thermisch hochbelasteten Dampfturbinenkomponenten mit Hilfe von durchströmbaren 
Hohlstrukturen auf ertragbare Temperaturen gekühlt werden. Dabei werden diese 
Strukturen während des Betriebs durch die Kombination aus Kühldampfüberdruck und 
Heißdampfbeanspruchung in erster Linie durch Kriechprozesse geschädigt. Aufgrund 
von An- und Abfahrvorgängen der Dampfturbine sowie Temperaturschwankungen im 
Heiß- und Kühldampf findet eine überlagerte zyklische Belastung statt, so dass die 
Kühlstrukturen im Gebiet der kombinierten Kriech-Ermüdungs-Wechselwirkung 
beansprucht werden. 
Das Ziel dieser Arbeit ist es, das mechanische Hochtemperaturverhalten dieser 
Kühlstrukturen aus dem Gebiet der reinen Ermüdungsschädigung bis hin zum reinen 
Kriechen durchgängig zu beschreiben sowie mit Hilfe numerischer Methoden, wie z.B. 
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der Methode der Finiten Elemente (FEM), zu simulieren. Hierfür werden einzelne 
Struktursegmente aus der Nickelbasislegierung Nicrofer 6025HT auf ihr Fließ-, Kriech- 
und Ermüdungsverhalten untersucht sowie der Einfluss unterschiedlicher 
Drahtgewebezwischenlagen auf das mechanische Hochtemperaturverhalten ermittelt. 
Um das Fließ- und Kriechverhalten der Kühlstrukturen mit Hilfe der FEM treffend 
simulieren zu können, werden quasistatische (Warm)-Zugversuche sowie 
Kriechversuche an den Einzelkomponenten gerader Draht und Deckblech durchgeführt 
und aus den Versuchsergebnissen geeignete Stoffgesetze abgeleitet. Zur Abschätzung 
der Strukturlebensdauer unter quasistatischer und unter Kriechbeanspruchung werden 
neue Schädigungsmodelle entwickelt, mit denen man die Versagenszeitpunkte der 
Fügestellen zwischen Deckblech und Drahtgewebe abschätzen kann. 
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2 Sonderforschungsbereich 561 
Um bei der Bereitstellung von elektrischer Energie natürliche Ressourcen zu schonen 
sowie den CO2-Ausstoß zu minimieren, kann ein wesentlicher Beitrag durch Effizienz-
steigerung von Kraftwerken geleistet werden. Dabei hat sich der Sonderforschungsbe-
reich 561 „Thermisch hochbelastete, offenporige und gekühlte Mehrschichtsysteme für 
Kombi-Kraftwerke“ zum Ziel gesetzt, den thermischen Gesamtwirkungsgrad für ein 
Kombi-Kraftwerk der Zukunft auf rund 65 % bei Befeuerung mit Erdgas (55 % bei Befeu-
erung mit Kohle) zu erhöhen. Dabei würden sich exemplarisch für einen 600 MW-Block, 
der mit Erdgas befeuert wird, eine Brennstoffeinsparung von 100.000 t/a sowie eine 
CO2-Einsparung von etwa 200.000 t/a ergeben. Hierfür müssen Gasturbineneintrittstem-
peraturen von 1350°C bei 30 bar sowie Frischdampfzustände in der Dampfturbine von 
690°C bei 300 bar realisiert werden. Dabei können derart hohe Prozesstemperaturen nur 
durch den Einsatz von neuen Werkstofflösungen in Verbindung mit einer Transpirations-
/Effusionskühlung langfristig ertragen werden. Für die Bereiche mit höchsten Arbeits-
temperaturen, wie die Brennkammerbauteile und Gasturbinenschaufeln, ist geplant, 
durch diese Kühlung die Werkstofftemperaturen der lastabtragenden Querschnitte auf 
unter 1200°C zu halten. Durch den Einsatz von aktiv gekühlten Gitterblechstrukturen soll 
das Gehäuse im Hochdruck- und Mitteldruckteil der Dampfturbine auf Temperaturen un-
ter 650°C gekühlt werden [SFB07]. 
2.1 Projektbereich Brennkammer 
Um Heißgastemperaturen im Zentrum der Brennkammer von 1800°C und den Strah-
lungsanteil beim Wärmetransport an die Brennkammerwände zu beherrschen, müssen 
die Brennkammerbauteile effektiv gekühlt und gleichzeitig mit Wärmedämmschichten 
versehen werden. Hierfür werden Mehrschichtsysteme aus offenporigen Werkstoffen 
entwickelt, die in Kombination mit diskreten Kühlkanälen zur Transpirations-
/Effusionskühlung eingesetzt werden sollen, und anschließend hinsichtlich ihrer aero-
thermischen und fertigungstechnischen Eigenschaften charakterisiert sowie optimiert. 
Bild 2.1 stellt schematisch die Transpirationskühlung an einer Brennkammerwand dar 
(Grundwerkstoff CMSX-4, Haftvermittlerschicht MCrAlY, Wärmedämmschicht Zirkonium-
oxid). Neben numerischen Untersuchungen zur effektiven Kühlluftausblasung mit dem 
Ziel der Reduzierung des Kühlluftbedarfs steht die Herstellung und Charakterisierung 
von metallischen Schäumen im Vordergrund. Um ein gleichmäßiges und flächiges Aus-
treten der Kühlluft zu gewährleisten, werden die Schäume mit der keramischen Wärme-
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dämmschicht Zirkoniumoxid beschichtet und anschließend zur Einbringung der Kühlka-
näle lasergebohrt [SFB07]. 
Bild 2.1: Transpirations-/effusionsgekühlte Wandung (schematisch) [SFB07] 
2.2 Projektbereich Gasturbine 
Zur Realisierung der geforderten Eintrittstemperatur von 1350°C sollen in den ersten 
Reihen der Gasturbine faserverstärkte NiAl-Verbundwerkstoffe als lastabtragende Kerne 
in mehrschichtigen, transpirationsgekühlten Schaufeln eingesetzt werden. Hierzu müs-
sen sowohl die aero-thermo-mechanischen Eigenschaften untersucht und optimiert als 
auch die fertigungstechnischen Grundlagen erarbeitet werden.   
Zur Optimierung der Faser-Matrix-Anbindung ist vorgesehen, Al2O3-Langfasern mittels 
CVD (Chemical Vapour Deposition) zu beschichten, hieraus mit NiAl-Folien so genannte 
Preforms herzustellen und anschließend diese gießtechnisch in die NiAl-Matrix einzubin-
den. Um den auf diese Weise gefertigten lastabtragenden Kern soll ein mit einer kerami-
schen Wärmedämmschicht beschichtetes „Hemd“ aus offenporigem und damit gas-
durchlässigem NiAl gelegt werden. Bild 2.2 zeigt entsprechend den Aufbau einer faser-
verstärkten Gasturbinenschaufel. Um eine bessere chemische Verträglichkeit der be-
schichteten Fasern mit dem Grundwerkstoff zu erreichen sowie um eine noch ausrei-
chende Oxidationsbeständigkeit von NiAl zu gewährleisten, wird der innere Bereich auf 
Temperaturen von unter 1200°C begrenzt. 
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Bild 2.2: Aufbau der Gasturbinenschaufeln mit faserverstärktem Kern [SFB07] 
2.3 Projektbereich Dampfturbine 
Um die anvisierten Wirkungsgradsteigerungen in Kombi-Kraftwerken zu erreichen, müs-
sen für die Dampfturbine Frischdampftemperaturen von 690°C sowie Frischdampfdrücke 
von 300 bar realisiert werden. Da ein sicherer und langlebiger Betrieb der Dampfturbine 
bei diesen Temperaturbeanspruchungen ohne geeignete Kühlmaßnahmen mit den der-
zeit verwendeten Werkstoffen nicht gewährleistet ist, wird ein konstruktiver Ansatz ver-
folgt, bei dem die thermisch hochbelasteten Dampfturbinenkomponenten mit Hilfe von 
durchströmbaren Hohlstrukturen auf ertragbare Temperaturen gekühlt werden. Dabei ist 
das Ziel, einen möglichst festen Verbund herzustellen, bei dem ein ausreichender Durch-
fluss des Kühlmediums sichergestellt ist. Trotz der geforderten hohen Festigkeit sollen 
die Hohlstrukturen zusätzlich umformbar sein, um an die variierende Innendurchmesser 
des Turbinengehäuses angepasst zu werden. 
Die durchströmbare Hohlstruktur basiert auf dem vom Institut für Schweißtechnische 
Fertigungsverfahren und vom Institut für Bildsame Formgebung, beide RWTH-Aachen, 
entwickelten und patentierten Gitterblech [Kop91]. Die für den Einsatz in der Verkehrs-
technik als neue Leichtbaukomponente konzipierte Sandwichstruktur besteht aus zwei 
Deckblechen mit einer gitterartigen Zwischenlage. Dabei können als mögliche Zwischen-
lagen Streckmetalle, Lochbleche, Schlitznoppenbleche und Drahtgewebe verwendet 
werden. Die unterschiedlichen Herstellungsvarianten sowie das Umformverhalten und 
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deren Simulation werden in [Kop00, Kop01] ausführlich beschrieben. Die Verwendung 
einer solchen Hohlstruktur als aktive Kühlkomponente für den Einsatz innerhalb einer 
Dampfturbine wurde in [Dil01] untersucht. Dabei wurden unterschiedliche Hohlstrukturva-
rianten auf ihre Schweiß- und Umformbarkeit, das mechanische Verhalten sowie deren 
Permeabilität geprüft. Für den Einsatz als Kühlkomponente in der Dampfturbine ist eine 
Drahtgewebezwischenlage zu bevorzugen.  
Bild 2.3.1 zeigt den Aufbau einer Kühlstruktur mit einer Drahtgewebezwischenlage sowie 
zwei geschlossenen Deckblechen. Zur Steigerung der Kühleffektivität kann das zum 
Heißdampf orientierte Blech zusätzlich mit Kühlkanälen perforiert werden, um hierdurch 
eine Effusionskühlung zu realisieren. Untersuchungen zum mechanischen Verhalten von 
perforierten Deckblechen sind in [Geb06] ausführlich durchgeführt worden. 
Bild 2.3.1: Aufbau der Kühlstruktur zur Kühlung thermisch hochbelasteter Dampfturbinenkomponenten 
Die Geometrie der Drahtgewebezwischenlage besitzt einen entscheidenden Einfluss auf 
die Kühleffektivität, die Umformbarkeit, die Schweißbarkeit und die mechanische Hoch-
temperaturfestigkeit der Kühlstruktur. Um eine für den Einsatz in der Dampfturbine opti-
male Kombination aus den genannten Eigenschaften zu realisieren, werden drei unter-
schiedliche Drahtgewebegeometrien (Variation der Maschenweite m, des Drahtdurch-
messers dD und der Strukturhöhe hK) auf ihre Eignung untersucht. 
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Bild 2.3.2 zeigt den geplanten Einsatzort der Kühlstruktur innerhalb der Dampfturbine. 
Zunächst muss eine langlebige und sichere Kühlung der statischen Bauteile, z.B. des 
Gehäuses, gewährleistet sein, bevor auch andere Dampfturbinenkomponenten mit der 
Kühlstruktur ausgekleidet werden können.  
Bild 2.3.2: Geplanter Einsatzort der Kühlstruktur in der Dampfturbine 
Wie in Bild 2.3.2 gezeigt, soll die Kühlstruktur als geschlossener konischer Innenring an 
der Gehäusewand mittels Laserstrahlschweißen befestigt werden. Dabei wird zur Her-
stellung dieser Kühltechnologie die in Bild 2.3.3 gezeigte Fertigungsstrategie verfolgt. 
Gerade Einzeldrähte, die als Schweißzusatzwerkstoff in aufgespulter Form vorliegen, 
werden gemäß [ISO99] bei einem Lohnfertiger zu einem Quadratmaschengewebe ver-
woben. Innerhalb des Gewebes unterscheidet man grundsätzlich zwischen den Kett-
drähten, die einen deutlich höheren Verformungsgrad aufweisen, und den senkrecht 
hierzu orientierten Schussdrähten. Da die Kühlstrukturen nach der Fertigung an den 
ortsabhängigen Innenradius des Dampfturbinengehäuses angepasst werden müssen, 
werden sowohl die Drahtgewebe als auch die in den benötigten Abmaßen kommerziell 
verfügbaren Deckbleche bereits vor dem Fügen endkonturnah vorverformt. Hierdurch 
wird die Schädigung in der Fügezone beim zweiten Umformschritt, bei dem die Kühl-
struktur auf Endkontur rundgebogen wird, signifikant reduziert.  
Anschließend können die rundgebogenen Halbzeuge mit Hilfe von konturierten Elektro-
den durch das Kondensatorimpulsschweißen gefügt werden. Dabei werden durch dieses 
Schweißverfahren aufgrund der sehr geringen Schweißzeit und somit hohen Energie-
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konzentration eine kleine Wärmeeinflusszone, ein geringer Bauteilverzug sowie vermin-
derte Eigenspannungen gewährleistet.  
Im Falle der Kühlstrukturen stellen die Verbindungsstellen zwischen dem Drahtgewebe 
und den Deckblechen jeweils die Orte mit den höchsten Widerständen dar. Durch den 
hohen Entladestrom schmelzen die Verbindungsstellen auf, und es entstehen ellipsen-
förmige Schweißpunkte, deren Qualität und Größe maßgeblich für die Festigkeit der 
Kühlstruktur bei einer Belastung senkrecht zur Zwischenlage ist. 
Bild 2.3.3: Fertigungsstrategie zur Herstellung der Kühlstrukturen 
Um die Qualität der Schweißpunkte zu optimieren, können die Prozessparameter 
Schweißdauer, Schweißenergie und Elektrodenanpresskraft variiert werden. Dabei wer-
den für den Einsatz in der Dampfturbine als Qualitätskriterium die mechanische Festig-
keit der Schweißpunkte sowie die Neigung zur Bildung von „Schweißspritzern“ herange-
zogen. In [Jia07] vom Institut für Schweißtechnische Fertigungsverfahren der RWTH-
Aachen berichtete Untersuchungen haben ergeben, dass die Festigkeit der Schweiß-
punkte mit steigender Schweißenergie zunächst ansteigt und mit dem Auftreten von ers-
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ten „Schweißspritzern“ wieder deutlich abfällt. Um ein Anhaften der Elektroden an den 
Deckblechen zu vermeiden, müssen bei hohen Schweißenergien entsprechend hohe 
Elektrodenanpresskräfte eingestellt werden. Hierdurch wird der Widerstand zwischen 
Deckblech und Drahtgewebe reduziert, so dass die Schweißpunktfestigkeit wieder ab-
fällt. Abschließend konnte in [Jia07] anhand von Scherzug- und Drei-Punkt-Biege-
Versuchen ein optimiertes Verhältnis zwischen den unterschiedlichen Prozessparame-
tern ermittelt werden. 
Da die Kühlstrukturen nicht als ein durchgängig geschlossener Innenring gefertigt wer-
den können, ist geplant, die einzelnen Struktursegmente mittels des Laserstrahlschwei-
ßens zu Fügen. Bei diesem Schweißverfahren können Bauteile mit schmalen und 
schlanken Nahtformen und mit geringem thermischem Verzug gefügt werden. In [Geb06] 
durchgeführte Untersuchungen haben gezeigt, dass die Festigkeit der Kühlstruktur bei 
einer Belastung parallel zur Zwischenlage in erster Linie von der Festigkeit der Deckble-
che abhängt und der Einfluss des Drahtgewebes vernachlässigt werden kann. Aus die-
sem Grund kann beim Fügen der Struktursegmente auf ein aufwendiges Fügen der Ein-
zeldrähte verzichtet werden. Zusätzlich wird hierdurch ein barrierefreier Durchfluss des 
Kühlmediums gewährleistet. In Bild 2.3.4 ist schematisch das Fügen der Deckbleche 
gezeigt. Da beim Einbau in der Dampfturbine oder auch bei Wartungsarbeiten die Zu-
gänglichkeit nur zu einer Deckblechseite gegeben ist, soll das Verschweißen der unzu-
gänglichen Deckbleche über einen v-förmigen Spalt erreicht werden (Bild 2.3.4 (a)). 
Beim anschließenden Fügen der oberen Deckblechlage (Bild 2.3.4 (b)) muss aufgrund 
der großen Spaltbreite zusätzlich Schweißzusatzwerkstoff zugeführt werden. Dabei kön-
nen Spaltbreiten von bis zu 0,4 mm problemlos überbrückt werden. 
(a) (b) 
Bild 2.3.4: Laserstrahlschweißen der unteren (a) und oberen Decklage (b) 
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3 Belastungsanalyse  
Da konstruktive Problemstellungen, wie die Art der Kühldampfzuführung, die Anbindung 
der Kühlstruktur an der Gehäuseinnenwand sowie der grundsätzliche Aufbau der Kühl-
struktur (Halbschale, segmentweise) erst in einem anwendungsnahen Folgeprojekt ge-
löst werden sollen, wird zur Abschätzung der während des Betriebs auftretenden Belas-
tungen ein vereinfachter Einbaufall betrachtet. Dabei wird angenommen, dass die Kühl-
strukturen als geschlossener konischer Innenring zwischen den Leitschaufeln einseitig 
mittels Laserstrahlschweißen befestigt werden. Um während des Anfahrvorgangs der 
Dampfturbine den zusätzlichen Einfluss von thermischen Spannungen zu vermeiden, ist 
es zwingend erforderlich, die Kühlstrukturen mit einem ausreichenden Dehnspalt zu den 
Leitschaufeln und zum Gehäuse einseitig zu fixieren. Nach Erreichen der Prozesstempe-
ratur und des Prozessdruckes würden die Kühlstrukturen in einer idealisierten Vorstel-
lung gemäß Bild 3 unmittelbar an der Gehäuseinnenwand sowie an der Leitschaufel plan 
anliegen. Entsprechend der axialen Einbauposition in der Dampfturbine ergeben sich in 
Abhängigkeit vom Anstellwinkel unterschiedliche Innenradien r(x) der Kühlstruktur. 
Bild 3: Belastung auf die Kühlstruktur während des Betriebs 
Während des Betriebs werden die Kühlstrukturen durch die Hochtemperaturbeanspru-
chung des Heißdampfes sowie durch die zwischen Heiß- und Kühldampf herrschende 
Druckdifferenz in erster Linie durch Kriechprozesse geschädigt. Zusätzlich findet durch 
An- und Abfahrvorgänge der Dampfturbine sowie durch Temperaturschwankungen im 
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Heiß- und Kühldampf eine überlagerte schwingende Belastung statt. Insgesamt werden 
die Kühlstrukturen im Gebiet der Kriech-Ermüdungs-Wechselwirkung sowohl parallel als 
auch senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage geschädigt. 
3.1 Belastungen parallel zur Drahtgewebezwischenlage 
Bei einer Belastung parallel zur Drahtgewebezwischenlage wird die Festigkeit der Kühl-
struktur primär durch die Festigkeit der Deckbleche bestimmt. Unter Vernachlässigung 
der Drahtgewebezwischenlage können die auf das innere Deckblech wirkenden Um-
fangsspannungen u, Längsspannungen l sowie Radialspannungen r berechnet wer-
den. Die Umfangsspannung ergibt sich über das Kräftegleichgewicht zwischen dem 
Kühldampfdruck pKD, der von außen auf die Mantelfläche des inneren Deckblechs wirkt, 
und dem Heißdampfdruck pHD, der auf die innere Deckblechfläche wirkt. Mit r0 als mini-
malem Kühlstrukturradius am Eingang des Hochdruckteils gilt gemäß Bild 3: 
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Durch Umformen erhält man 
  KD0KDHDu ps
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 . (3.1.2) 
Da geplant ist, den Kühldampfdruck um ungefähr 5 bar gegenüber dem Heißdampfdruck 
zu erhöhen, ergibt sich nach Gleichung 3.1.2 ein negatives Vorzeichen und somit eine 
Druckspannung. 
Unter der Annahme, dass die Kühlstruktur während des Betriebs ideal plan an den Leit-
schaufeln anliegt, kann der Einfluss des Heiß- und Kühldampfdruckes auf die im inneren 
Deckblech wirkende Längsspannung l vernachlässigt werden. Die Radialspannung r 
hingegen berechnet sich aus der Druckdifferenz des Heiß- und Kühldampfes gemäß  
HDKDr pp  . (3.1.3) 
Mit der Indizierregel I > II > III gilt für die Hauptspannungen 
uIIIlIIrI ;;   . (3.1.4) 
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Hieraus folgt nach der Gestaltänderungsenergiehypothese für die Vergleichsspannung 
     2ru2ul2lrv 2
1    (3.1.5) 
Bild 3.1 zeigt den Verlauf der Vergleichsspannung v in Abhängigkeit von der Kühlstruk-
turbreite x sowie unterschiedlichen minimalen Kühlstrukturradien r0 bei einer konstanten 
Druckdifferenz von pKD  pHD = 5 bar.    
 
Bild 3.1: Vergleichsspannung im inneren Deckblech in Abhängigkeit von der Kühlstrukturbreite x so-
wie vom Anfangsradius r0 
3.2 Belastungen senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage 
Bei einer Belastung senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage wird die Festigkeit der 
Kühlstruktur primär durch die Festigkeit der Schweißpunkte zwischen Drahtgewebe und 
Deckblech bestimmt. Dabei ist sowohl die Schweißpunktgröße als auch die Anbindungs-
qualität ein Maß für die Schweißpunktfestigkeit. Bild 3.2 zeigt schematisch die Draufsicht 
eines Kühlstrukturmodells, bei dem das obere Deckblech ausgeblendet wurde. Die ellip-
senförmigen Schweißpunkte befinden sich jeweils an den Kettdrahtmaxima und -minima. 
Ein Beispiel für eine Schweißpunktellipse ist in Bild 3.2 (rechts) anhand von zwei Ras-
terelektronenmikroskop (REM)-Bildern, die an einer gebrochenen Kühlstruktur aufge-
nommen wurden, gezeigt. Dabei stellt das obere Bild die auf dem Deckblech entstande-
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ne Schweißpunktellipse und das untere Bild die auf dem Kettdraht resultierende 
Schweißpunktellipse dar.     
Bild 3.2: Schweißpunktellipsen in der Kühlstruktur 
Während des Betriebs werden die Kühlstrukturen gemäß Gleichung 3.1.3 in radialer 
Richtung über die Druckdifferenz pKD  pHD belastet. Die in der Kühlstruktur wirkende 
Druckdifferenz kann über  
   HDKDSpSpDb ppAnAF   (3.1.6) 
als eine Kraft abgebildet werden, die auf die Außenseite der Struktur wirkt. Hierin ist ADb 
die betrachtete Deckblechfläche, nSp die Anzahl der Schweißpunkte innerhalb dieser 
Deckblechfläche und ASp die mittlere Schweißpunktfläche. 
Exemplarisch ergibt sich für die im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Struktursegmente 
mit einer Deckblechfläche von ADb = 841 mm2, einer mittleren Schweißpunktfläche von 
ASp = 2,37 mm2 und einer Schweißpunktanzahl von n = 25 für eine Druckdifferenz von 
5 bar eine resultierende Kraft von F = 391 N. 
Unter Vernachlässigung der zwischen Drahtgewebe und Deckblech auftretenden Kerb-
wirkung kann die elastische Biegespannung el, die auf die einzelnen Schweißpunkte 
wirkt, über 
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  (3.1.7) 
abgeschätzt werden. Hierin ist md der mittlere Abstand zweier benachbarter Schweiß-
punkte und dD der Drahtdurchmesser. Mit F = 391 N, nSp = 25, md = 4,3 mm und 
dD = 1,2 mm ergibt sich eine elastische Biegespannung von el = 198 MPa. 
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4 Einzelkomponentenwerkstoff Nicrofer 6025HT (2.4633) 
Die hochwarmfeste Nickelbasislegierung NiCr25Fe10AlY (Nicrofer 6025HT) mit ca. 25 
Masse-% Chrom, 10 Masse-% Eisen, 2,1 Masse-% Aluminium, 0,10 Masse-% Yttrium 
sowie Zusätzen der Mikrolegierungselemente Titan und Zirkonium wird in Ofen- und 
Wärmebehandlungsanlagen sowie der Chemie- und Energietechnik bis zu Temperaturen 
von 1200°C eingesetzt [Bri95-1, Bri95-2, Bri99]. Die nominelle Zusammensetzung ist in 
Tabelle 5 aufgeführt [Thy07]. Durch die Kombination aus Mischkristall- und Karbidverfes-
tigung werden insbesondere bei sehr hohen Einsatztemperaturen von bis zu 1200°C 
noch akzeptable Zeitstandfestigkeiten gewährleistet. Der bei ungefähr 2,1 Masse-% lie-
gende Aluminiumgehalt führt in Verbindung mit dem Zusatz von Yttrium bei hohen 
Einsatztemperaturen zur Bildung von sehr dünnen und haftfesten Aluminiumoxid-
Deckschichten, die zu einer hohen Korrosionsbeständigkeit führen. 
 Ni Cr Fe C Mn Si Cu Al Ti Y Zr 
min. 24,0 8,0 0,15    1,8 0,1 0,05 0,01 
max. 
Rest 
26,0 11,0 0,25 0,50 0,50 0,10 2,4 0,2 0,12 0,1 
Tabelle 5: Nominelle chemische Zusammensetzung von Nicrofer 6025HT in Masse-% 
4.1 Gefügecharakterisierung 
Der für Nickelbasislegierungen sehr hohe Kohlenstoffgehalt bewirkt in Verbindung mit 
ca. 25 Masse-% Chrom die Ausscheidung von gleichmäßig verteilten primär ausge-
schiedenen Cr23C6-Karbiden, die aufgrund ihrer außergewöhnlich hohen thermischen 
Stabilität als Festigkeitsträger bis zu Temperaturen von 1250°C wirksam sind. Sie redu-
zieren nachhaltig die betriebsbedingte Grobkornbildung und bewahren hierdurch auch 
nach langzeitigem Einsatz ein hohes Duktilitätsniveau [Bri94]. Zusätze von Titan und 
Zirkonium führen zur Bildung von feinverteilten, kleiner als 10 μm großen (Ti, Zr)-
Karbiden bzw. -Karbonitriden. Bild 4.1.1 zeigt die lichtmikroskopische Gefügedarstellung 
von Nicrofer 6025HT nach einer zweistündigen Lösungsglühung bei 1190°C mit an-
schließender Wasserabschreckung. Dabei kann bei diesem Legierungstyp nur eine par-
tielle Lösungsglühung vorgenommen werden. Ein großer Teil der Karbide bzw. Karbo-
nitride bleibt bei den üblichen Lösungsglühtemperaturen von 1150 - 1200°C erhalten, 
selbst eine Lösungsglühung bei 1220°C führt nicht zur vollständigen Auflösung der Aus-
scheidungen. Ziel der partiellen Lösungsglühung ist, eine gleichmäßige Verteilung von 
fein ausgeschiedenen und gleichmäßig verteilten Karbiden bzw. Karbonitriden, mit einer 
für die mechanischen Eigenschaften optimierten Korngröße, sicherzustellen [Bri92]. 
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Bild 4.1.1:  Lichtmikroskopische Gefügedarstellung von Nicrofer 6025HT im lösungsgeglühten Zustand 
(Vergrößerung: links 100 x; rechts 500 x) [Bri92] 
In [Baa94] durchgeführte Untersuchungen haben ergeben, dass nach einer zweistündi-
gen Lösungsglühung bei 1180°C mit anschließender Wasserabschreckung eine gleich-
mäßige Ausscheidungsverteilung, mit Ausscheidungen auf den Korngrenzen und im 
Korninneren, zu finden ist. Dabei liegt die Ausscheidungsgröße in zwei Kollektiven vor, 
Ausscheidungstyp I mit ca. 1 - 2 μm Durchmesser und Ausscheidungstyp II mit ca. 8 -
20 μm Durchmesser.  
Bei einer Erhöhung der Lösungsglühtemperatur nimmt die Korngröße von ca. 50 μm bei 
1180°C / 2 h / H2O auf ungefähr 100 μm bei 1220°C / 2 h / H2O zu. Die zwischen 1180 
und 1250°C durchgeführten Lösungsglühungen ließen nur eine geringe Tendenz der 
Karbide, in Lösung zu gehen, erkennen. Das partielle Lösungsglühen bewirkt einen nur 
geringen, jedoch deutlich messbaren Rückgang der Ausscheidungsmenge des Typs I. 
Bild 4.1.2 zeigt die Abhängigkeit der Standzeit sowie Bruchdehnung von der Lösungs-
glühtemperatur. 
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Bild 4.1.2:  Einfluss der Lösungsglühtemperatur auf Standzeit und Bruchdehnung von Nicrofer 
6025HT im Zeitstandversuch [Baa94] 
Für optimale Zeitstandfestigkeiten wird nach [Thy07] eine Lösungsglühung von 1220°C 
empfohlen, um gezielt eine Korngröße von größer 70 μm einzustellen. Da die Kühlstruk-
turen während des Betriebs in der Dampfturbine in erster Linie durch Kriechprozesse 
geschädigt werden, wurden die im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Vollmaterialpro-
ben, Halbzeuge sowie Kühlstrukturen analog hierzu wärmebehandelt. Die Vollmaterial-
proben wurden im bei 1140°C lösungsgeglühten Zustand und die Blechproben im bei 
1170°C lösungsgeglühten Zustand angeliefert und anschließend einem weiteren Lö-
sungsglühprozess in einem Vakuumofen bei 1220°C unterzogen. Bild 4.1.3 zeigt die Ge-
fügedarstellung beider Probenvarianten nach einer Lösungsglühung bei 1220°C. Man 
erkennt deutlich, dass sich durch die Wärmebehandlung die für optimale Zeitstandfestig-
keiten geforderte Korngröße von größer 70 μm einstellt.  
Das für die Herstellung des Drahtgewebes der Kühlstrukturen verwendete Drahtmaterial 
wird regulär als Schweißzusatzwerkstoff mit der Bezeichnung Nicrofer S6025 eingesetzt. 
Aus diesem Grund wird vom Hersteller vor der Anlieferung keine Wärmebehandlung 
durchgeführt, so dass das Material im kaltgezogenen und somit kaltverfestigten Zustand 
vorlag. Bild 4.1.4 zeigt die lichtmikroskopische Gefügedarstellung von Nicrofer-S6025-
Drahtmaterial mit einem Durchmesser von 1,2 mm im Anlieferungszustand (a) sowie im 
bei 1220°C lösungsgeglühten Zustand (b).  
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(a) (b) 
Bild 4.1.3:  Lichtmikroskopische Gefügedarstellung von Nicrofer-6025HT-Vollmaterial (a) sowie 
-Blechmaterial (b) jeweils im bei 1220°C lösungsgeglühten Zustand 
 
(a) (b) 
Bild 4.1.4:  Lichtmikroskopische Gefügedarstellung von Nicrofer-S6025-Drahtmaterial im Anlieferungs-
zustand (a) sowie im bei 1220°C lösungsgeglühten Zustand (b) 
Der mittlere Korndurchmesser hat sich durch die Wärmebehandlung von ungefähr 5 μm 
auf einen Wert größer 70 μm vergrößert. In Bild 4.1.4 (a) und (b) erkennt man zeilig an-
geordnete Chromkarbidansammlungen, die aufgrund ihrer hohen thermischen Stabilität 
bei Lösungsglühtemperaturen von 1220°C nicht aufgelöst werden [Bri92]. 
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4.2 Ausscheidungsverhalten 
In [Iba98] wurde die Änderung der Kerbschlagarbeit von Nicrofer-6025HT-Proben in Ab-
hängigkeit von der Auslagerungszeit und -temperatur untersucht. Dabei wurde für den 
Temperaturbereich von 500 - 750°C in Abhängigkeit von der Auslagerungszeit eine Zä-
higkeitsminderung von 20 - 60 % ermittelt, die im Bereich von 800°C bis 1200°C nicht 
mehr beobachtet wurde. 
Um den Ausscheidungsbereich zu lokalisieren, wurden an Proben, die zwischen 500 und 
860°C ausgelagerten wurden, die Härtesteigerungen bzw. -änderungen gemessen. 
Bild 4.2.1 zeigt den Verlauf der 230- und 250-HV-Grenzlinien in Abhängigkeit von der 
Auslagerungszeit und -temperatur. Das Härtemaximum wird mit zunehmender Tempera-
tur zu kürzeren Zeiten verlagert. Der sich ergebende Kurvenzug grenzt das Ausschei-
dungsgebiet ab.  
 
Bild 4.2.1: Zeit-Temperatur-Ausscheidungsdiagramm für Nicrofer 6025HT nach [Iba98] 
In [Dec96] wurde eine ausgewählte Probe (640°C, 8000 h), bei der der Zähigkeitsverlust 
am größten war, mittels Transmissionselektronenmikroskop (TEM) nach geordneten 
Teilchen einer intermetallischen Phase untersucht. Dabei wurde als Ausscheidungspha-
se die intermetallische Phase Ni3Al, die so genannte ´-Phase, identifiziert. Der Verlust 
der Kerbschlagarbeit konnte somit eindeutig für den Temperaturbereich von 640 - 750°C 
auf die Ausscheidung dieser Phase zurückgeführt werden. 
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Da während des Betriebs in der Dampfturbine die Festigkeit des Drahtgewebes und der 
Schweißpunkte zwischen Deckblech und Drahtgewebe maßgeblich für die Festigkeit der 
gesamten Kühlstruktur ist, wurden an S6025-Drahtmaterialproben im Anlieferungs- und 
im bei 1220°C lösungsgeglühten Zustand isotherme Auslagerungsversuche bei 650, 700 
und 750°C durchgeführt und anschließend die Härteänderung gemessen. Bild 4.2.2 (a) 
und (b) zeigen die entsprechenden Mikrohärteverläufe HV 0,05 in Abhängigkeit von der 
Auslagerungstemperatur und -zeit. Dabei reflektiert jeder Datenpunkt den Mittelwert so-
wie die Standardabweichung aus jeweils 15 verschiedenen Härtemessungen.  
(a) (b) 
Bild 4.2.2:  Zeit-Temperatur-Ausscheidungsdiagramm für Nicrofer-S6025-Drahtmaterial im Anliefer-
ungszustand (a) sowie im bei 1220°C lösungsgeglühten Zustand (b) 
Aufgrund des hohen Kaltverfestigungsgrades zeigen Drahtproben im Anlieferungszu-
stand gegenüber den lösungsgeglühten Drahtproben, bei denen die Erhöhung der Ver-
setzungsdichte durch den Wärmebehandlungsprozess wieder rückgängig gemacht wur-
de, eine um ca. 50 % höhere Mikrohärte. Durch parallel zum Ausscheidungsprozess ab-
laufende Erholungsvorgänge fällt die Härte der kaltgezogenen Drähte nach Erreichen 
eines temperaturabhängigen Maximums auf Werte ab, die deutlich unter dem Anfangs-
härtewert liegen. Dabei nähert sich die Härte ab etwa 1000 h der Härte der lösungsge-
glühten Drähte an. Wie in [Iba98] festgestellt wurde, wird das Härtemaximum der lö-
sungsgeglühten Drähte mit zunehmender Auslagerungstemperatur zu kürzeren Auslage-
rungszeiten verschoben. Der an den lösungsgeglühten Drähten gemessene Anfangshär-
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tewert zeigt mit ungefähr 210 HV 0,05 eine gute Übereinstimmung mit dem in [Iba98] 
ermittelten Wert von 200 HV. 
4.3 Mechanisch-technologische Eigenschaften 
Bild 4.3.1 zeigt die aus [Thy07] entnommenen quasistatischen Kennwerte Dehngrenze 
Rp0,2 (a) sowie Zugfestigkeit Rm (b) in Abhängigkeit von der Temperatur für verschiedene 
Halbzeuge. Aufgrund des geringeren Rekristallisationsgrades und der hiermit verbun-
denen höheren Versetzungsdichte, die aus dem Herstellungsprozess resultiert, zeigt die 
zu 80 % rekristallisierte Rundstange eine um 20 % höhere Zugfestigkeit als die zu 100 % 
rekristallisierten Halbzeuge. Beim Übergang von elastischer zu plastischer Verformung 
wird die Dehngrenze gemäß der Hall-Petch-Beziehung, die für den Bereich hoher plasti-
scher Verformungen ihre Gültigkeit verliert, durch die im Vergleich niedrigere mittlere 
Korngröße von 27 μm zusätzlich erhöht, so dass für diesen Bereich um über 30 % höhe-
re Festigkeiten ermittelt wurden. 
(a) (b) 
Bild 4.3.1:  Dehngrenze Rp0,2 (a) und Zugfestigkeit Rm (b) von Nicrofer 6025HT im lösungsgeglühten 
Zustand in Abhängigkeit von der Temperatur, Korngröße und vom Rekristallisationsgrad 
nach [Thy07] 
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Die Bruchdehnung A wird in [Thy07] mit mindestens 30 % angegeben, zeigt jedoch für 
den Temperaturbereich von 600 bis 800°C aufgrund der Ausscheidung der intermetalli-
schen Phase Ni3Al einen deutlichen Duktilitätseinbruch. 
In [Baa94] durchgeführte Untersuchungen haben ergeben, dass für optimale Zeitstand-
festigkeiten eine Lösungsglühtemperatur von 1220°C zu wählen ist. Bild 4.3.2 zeigt für 
den bei dieser Temperatur lösungsgeglühten Grundwerkstoff Nicrofer 6025HT die Zeit-
standfestigkeitswerte Rm sowie die Zeitdehngrenzwerte Rp1,0 jeweils für 104 und 105 h. 
Nach [Bri03] liegen die Messergebnisse der Zeitstandversuche bei der doppelt-
logarithmischen Darstellung des Zeitstandschaubildes auf einer streubehafteten Gera-
den. Hierdurch wird die langzeitige Gefügestabilität dieses Werkstoffes deutlich. 
 
Bild 4.3.2:  Zeitstandwerte von bei 1220°C lösungsgeglühtem Nicrofer-6025HT-Grundwerkstoff in Ab-
hängigkeit von der Temperatur nach [Thy07] 
Untersuchungen zur Dauerschwingfestigkeit unter Zug-Druck-Wechselbelastung in 
[Bri03] haben ergeben, dass bei einer Prüffrequenz von 0,1 Hz für die Temperaturen 
1000, 1100 und 1150°C nach Überschreiten einer Grenzlastschwingspielzahl kein asymp-
totischer Abfall der Festigkeit auf eine Dauerschwingfestigkeit zu beobachten ist. Zur 
Ermittlung der Frequenzabhängigkeit der Dauerschwingfestigkeit wurden bei 1100°C 
Prüfungen mit 0,1, 0,3, 1,0 und 3,0 Hz durchgeführt. Mit abnehmender Prüffrequenz neh-
men die Schwingfestigkeiten ab, und aufgrund der nicht unterbrochenen länger werden-
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den Haltezeit im Zugbereich nimmt der Versuch zunehmend den Charakter eines Zeit-
standversuchs an.   
4.4 Physikalische Eigenschaften 
In [Thy07] ist die Dichte für Nicrofer 6025HT mit 7,9 g/cm3 angegeben. Der Schmelzbe-
reich liegt zwischen 1370 und 1400°C. Durch Ausscheidung der ´-Phase kann der 
Werkstoff bis zu 800°C ausgehärtet werden. 
Bild 4.4 zeigt den Verlauf des Elastizitätsmoduls (E-Modul) (a) sowie des Ausdehnungs-
koeffizienten (b) in Abhängigkeit von der Temperatur.  
(a) (b) 
Bild 4.4:  Elastizitätsmodul (a) sowie Ausdehnungskoeffizient (b) in Abhängigkeit von der Temperatur 
für Nicrofer 6025HT 
4.5 Korrosions- und Oxidationsverhalten 
In [Bri92] durchgeführte Untersuchungen zur zyklischen Oxidationsbeständigkeit haben 
gezeigt, dass Nicrofer 6025HT selbst bei 1200°C einen spezifischen Massenverlust von 
0,3 g / (m2 h) nicht überschreitet. Dabei weist der Werkstoff für eine Versuchsdauer von 
1000 h bei dieser Temperatur keine innere Werkstoff- bzw. Gefügeschädigung sowie 
keine innere Oxidation auf. Mit ungefähr 2,1 Masse-% Aluminium bildet Nicrofer 6025HT 
bei diesen hohen Einsatztemperaturen eine gleichmäßige, geschlossene Aluminium-
oxidschicht aus, die sehr beständig gegen Abplatzungen ist.  
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Bedingt durch den erhöhten Chrom- und Aluminiumgehalt ist Nicrofer 6025HT ebenfalls 
gut beständig in oxidierenden und oxidierend schwefelhaltigen Atmosphären bei erhöh-
ten Temperaturen [Thy07]. 
Ausführliche Untersuchungen zum Korrosionsverhalten in CO-CO2-Gasmischungen im 
Temperaturbereich von 650 bis 750°C sind in [Hän03] durchgeführt worden. 
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Bild 5.1.1: Prüfmaschine Z020   
5 Prüfmaschinen, Probenformen und Einspannvorrichtungen 
5.1 Prüfmaschinen 
5.1.1 Quasistatische (Warm)-Zugversuche 
Alle quasistatischen (Warm)-Zugversuche an 
Vollmaterialproben, Einzelkomponenten 
sowie Kühlstrukturen wurden auf einer 
elektro-mechanischen Prüfmaschine des 
Typs Z020 der Firma Zwick / Roell 
(Bild 5.1.1) mit einer maximalen Prüfkraft im 
Zugbereich von 20 kN durchgeführt. Die 
Traversenabzugsgeschwindigkeit kann in 
einem Bereich von 0,0005 bis 
1000 mm / min eingestellt werden. Für die 
Warmzugversuche stand ein 3-Zonen-Ofen 
zur Verfügung, der eine maximale Prüf-
temperatur von 1000°C erlaubt. Dabei kann 
durch eine Einzelzonenregelung eine 
konstante Temperatur über der Probenlänge 
eingestellt werden. Bei Zugprüfungen unter 
erhöhter Temperatur wird die Belastung über 
am Institut entwickelte durchfluss- 
wassergekühlte Spannzeuge eingeleitet. Zur 
rechnergestützten Aufzeichnung der Messdaten stehen das Kraftsignal der Kraft-
messdose, der Verfahrweg der Traverse, sowie das Wegsignal eines Raum- oder Hoch-
temperatur-Extensometers zur Verfügung. 
5.1.2 Zeitstandversuche 
Alle technischen Zeitstandversuche an Vollmaterialproben, Einzelkomponenten sowie 
Kühlstrukturen wurden auf gewichtsbelasteten 12-kN-Einzelprobenprüfmaschinen 
(Bild 5.1.2) durchgeführt, deren Aufbau und Funktionsprinzip in [Wir62] detailliert be-
schrieben sind. Durch eine digitale Regelung der mit Ni-CrNi-Thermoelementen gemes-
senen Temperatur wird eine maximale Regelabweichung in der Probenzone von 0,5°C 
gewährleistet. Die axial verfahrbaren 3-Zonen-Widerstandsöfen erlauben Prüftemperatu-
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ren von bis zu 1000°C. Das Aufheizen der Proben erfordert in Abhängigkeit von der Soll-
temperatur einen Zeitraum von 1 bis zu 3 Stunden. Über eine unabhängig arbeitende 
computergestützte Messwerterfassung wird die Längenänderung der unterschiedlichen 
Probentypen durch inkrementelle Wegaufnehmersysteme mit einer Auflösung von 
0,5 μm kontinuierlich aufgezeichnet.    
 
Bild 5.1.2: 12-kN-Zeitstandprüfstände  
5.1.3 Low-Cycle-Fatigue (LCF)-Versuche 
Alle weggeregelten und kraftgeregelten LCF-Versuche sowie Zeitstandversuche mit zeit-
veränderlicher Belastung wurden auf einer elektro-mechanischen Universalprüfmaschine 
des Typs RMC100 der Firma Schenck-Trebel mit einer Maximallast im Zug- und Druck-
bereich von 100 kN durchgeführt (Bild 5.1.3). Die Traverse erlaubt in beide Richtungen 
eine maximale Abzugsgeschwindigkeit von 100 mm / min. Durch eine hydraulische Ein-
spannungsvorrichtung ist ein spielfreier Übergang der Proben vom Zug- in den Druckbe-
reich gewährleistet. Für Hochtemperaturversuche kann ein seitlich montierter Wider-
standsofen über die Proben geschwenkt und zusätzlich eine an den Einspannvorrichtun-
gen angebrachte Durchflusswasserkühlung hinzugeschaltet werden. Dabei sind maxima-
le Prüftemperaturen von bis zu 1000°C bei einer Temperaturabweichung in der Proben-
zone von weniger als 1°C realisierbar. 
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Für die Erfassung der Längenänderung der Proben ist die Prüfmaschine mit zwei induk-
tiven Wegaufnehmern ausgerüstet, die über an Messkragen befestigte Führungsschie-
nen aus dem Ofen herausgeführt werden. Die Genauigkeit der messbaren Längenände-
rung beträgt 0,5 μm. Über eine computergestützte Steuerung, die in der kommerziell 
verfügbaren Computersprache LabView programmiert wurde, können das Wegsignal der 
Traverse und der einzelnen Wegaufnehmer sowie das Kraftsignal der Kraftmessdose mit 
frei definierbaren Abtastraten aufgezeichnet werden. Dabei kann die Steuerung der 
durchgeführten Ermüdungsversuche wahlweise mit einer sinusförmigen Kraft- oder auch 
Wegamplitude erfolgen. Für die Durchführung der Zeitstandversuche mit zeitveränderli-
cher Belastung besteht die Möglichkeit, die Regelung auf einen rechteckförmigen Verlauf 
der Kraftamplitude einzustellen. 
Bild 5.1.3: Elektro-mechanische Universalprüfmaschine des Typs RMC100  
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5.2 Probenformen und Einspannvorrichtungen 
5.2.1 Vollmaterialproben 
Zur Charakterisierung des mechanischen Hochtemperaturverhaltens des Einzelkompo-
nentenwerkstoffs Nicrofer 6025HT wurden quasistatische (Warm)-Zugversuche sowie 
Zeitstandversuche an Vollmaterialproben durchgeführt. Der Werkstoff wurde als warm-
geformtes Stangenmaterial mit dem Durchmesser 57,5 mm im lösungsgeglühten 
(1150°C / 2 h) und geschälten Zustand angeliefert. Um die Werkstoffeigenschaften mit 
denen der Einzelkomponenten gerader Draht und Deckblech vergleichen zu können, 
wurden die Vollmaterialproben nach der Fertigung einem weiteren Lösungsglühprozess 
(1220°C / 2 h) unterzogen. Bild 5.2.1 zeigt die für die Kriechversuche verwendete Pro-
bengeometrie. Bei der Zeitstandprüfung wird dabei der Relativweg der beiden Messkra-
gen zueinander über zwei unabhängig voneinander arbeitende Wegaufnehmer aufge-
zeichnet. Zusätzlich wurden an einzelnen Proben (Warm)-Zugversuche durchgeführt, an 
denen die Probenverlängerung über ein zwischen den Messkragen befestigtes (Hoch-
temperatur)-Extensometer gemessen wurde.  
 
Bild 5.2.1. Probengeometrie der Vollmaterialproben für Zeitstand- und (Warm)-Zugversuche  
 
5 Prüfmaschinen, Probenformen und Einspannvorrichtungen 29
  
 
5.2.2 Einzelkomponenten 
Um geeignete Stoffgesetze für die FEM-Simulation des mechanischen Hochtemperatur-
verhaltens der Kühlstrukturen zu ermitteln, wurden an den Einzelkomponenten gerader 
Draht und Deckblech (Warm)-Zugversuche und Zeitstandversuche durchgeführt.  
Deckbleche 
Für die quasistatischen (Warm)-Zugversuche sowie Zeitstandversuche an der Einzel-
komponente Deckblech wurden mittels Wasserstrahlschneiden aus 1 mm dicken Blech-
tafeln Proben gemäß der in Bild 5.2.2.1 gezeigten Geometrie herausgetrennt und an-
schließend in Analogie zur Kühlstruktur bei 1220°C lösungsgeglüht. Die Proben können 
über die abgebildete Bolzeneinspannvorrichtung im Laststrang der Prüfmaschine befes-
tigt und ausgerichtet werden. Die Kraft wird über den Spannbolzen in den Kopf der 
Blechprobe eingeleitet. Durch die ober- und unterhalb der Einspannvorrichtung montier-
ten Wärmestauscheiben wird die Wärmeabfuhr aus der Probenzone verhindert und so-
mit eine konstante Temperaturverteilung im Prüfbereich gewährleistet.   
 
Bild 5.2.2.1:  Einspannvorrichtung und Probengeometrie für die mechanische Hochtemperaturprüfung 
der Einzelkomponente Deckblech 
FEM-Untersuchungen haben ergeben, dass die Probenbreite im Prüfquerschnitt einen 
Maximalwert von 6 mm nicht überschreiten sollte, um noch eine reine Verformung im 
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Bereich der freien Messlänge gewährleisten zu können. Bild 5.2.2.1 (rechts) zeigt hierzu 
exemplarisch die von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung nach einer elastischen Si-
mulation für eine Prüfkraft von 2,4 kN ( = 400 MPa). Die Belastung wurde hierzu in Ana-
logie zur Einspannvorrichtung über einen starren Bolzen in den Probenkopf eingeleitet.   
Einzeldrähte 
Für die Charakterisierung des mechanischen Hochtemperaturverhaltens der Einzelkom-
ponente gerader Draht wurde in gleicher Weise wie bei der Drahtgewebeherstellung der 
drahtförmige Schweißzusatzwerkstoff Nicrofer S6025 (dD = 1,2 mm) verwendet und so-
wohl im kaltgezogenen Anlieferungszustand als auch im bei 1220°C lösungsgeglühten 
Zustand untersucht.  
Bei der mechanischen Hochtemperaturprüfung von geraden Einzeldrähten stellt sich 
grundsätzlich die Frage nach einer geeigneten Einspannvorrichtung, da aufgrund der 
zylindrischen Probenform mit einem über der gesamten Probenlänge konstanten 
Durchmesser grundsätzlich ein Versagen im Kerbbereich der Drahteinspannung zu er-
warten ist. Um diesen Kerbeinfluss zu reduzieren, wurde eine Einspannvorrichtung ge-
mäß Bild 5.2.2.2 entwickelt.  
 
Bild 5.2.2.2:  Einspannvorrichtung für die mechanische Hochtemperaturprüfung der Einzelkomponente 
gerader Draht 
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Hierbei werden die beiden Drahtenden um 180° über einen hochwarmfesten Zylinder 
gewickelt und am freien Ende mit Hilfe einer hochwarmfesten Klemmschraube fixiert. Die 
im Messbereich des Drahtes wirkende Prüfkraft wird durch die aus der halben Wicklung 
resultierende Reibungskraft reduziert, so dass trotz des vorhandenen Kerbeinflusses 
aufgrund der im Vergleich deutlich geringeren Belastung kein Versagen im Klemmbe-
reich auftritt. Um den umwickelten Zylinder unter Belastung zu stützen, wird dieser über 
eine weitere Schraube mit einem zweiten Zylinder verbunden. Zur Fixierung und exakten 
Ausrichtung der auf diese Weise präparierten Drahtprobe werden die beiden Einspan-
nungsenden jeweils in die in Bild 5.2.2.2 gezeigte Halterung geschoben. 
5.2.3 Einzelmaschenproben 
Um das mechanische Hochtemperaturverhalten von einzelnen Kettdrahtmaschen ken-
nenzulernen und die Versagenszeitpunkte von Schweißpunkten und Kettdrahtstegen 
abschätzen zu können, wurde eine so genannte Einzelmaschenprobe für Prüfungen mit 
Belastung quer zur Zwischenlage entwickelt. Anhand der Versuchsergebnisse dieser 
Probengeometrie können die an den Einzelkomponenten ermittelten Stoffgesetze auf 
ihre Treffsicherheit überprüft werden, bevor ein vollständiges Kühlstruktursegment zeit-
aufwendig simuliert wird. 
Zur Herstellung dieser Einzelmaschenproben (Bild 5.2.3) wurden aus 50 x 50 mm gro-
ßen Kühlstrukturtafeln einzelne Kettdrahtmaschen mit Hilfe eines mechanischen Trenn-
gerätes (Typ Accutom der Fa. Struers) vorsichtig herausgetrennt. Um die Einzelmaschen 
im Laststrang der Prüfmaschinen fixieren zu können, wurde eine warmfeste M5-Mutter 
jeweils an ihrem Umfang mit dem oberen und unteren Deckblech laserverschweißt. Da-
bei wird durch den Laserstrahlschweißprozess gegenüber anderen Schweißverfahren 
eine minimale Wärmeeinflusszone gewährleistet. 
Zur Vermeidung von überlagerten Biegeeinflüssen auf die Einzelmaschenprobe wurde 
zunächst eine Mutter zentrisch auf den mittleren der drei Kettdrahtschweißpunkte ausge-
richtet. Über eine einfache Positionierhilfe konnte die zweite Mutter auf dem gegenüber-
liegenden Deckblech fluchtend mit der ersten angeordnet, fixiert und anschließend 
versatzfrei geschweißt werden. 
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Bild 5.2.3: Einspannvorrichtung und Probengeometrie für die mechanische Hochtemperaturprüfung 
von Kettdraht-Einzelmaschen 
Um bei der Untersuchung des Kriechverhaltens die Längenänderung direkt an der Probe 
zu messen, wurden gemäß Bild 5.2.3 zwei warmfeste Probenadapter mit Messkragen 
gefertigt, an denen jeweils die Führungsschienen für die Wegaufnehmerhalterungen be-
festigt werden können. Da die mittlere Anbindungsfläche der Kettdraht-
Schweißpunktellipse mit 2,37 mm2 gegenüber der Querschnittsfläche der Probenadapter 
mit 19,6 mm2 fast um den Faktor 10 geringer ist, darf eine Kriechverformung ausschließ-
lich in der Probenzone angenommen werden.  
5.2.4 Kopfzugproben 
Kritisch für die Lebensdauer der Kühlstrukturen in der Dampfturbine ist eine Belastungs-
richtung senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage. In diesem Fall sind die Festigkeiten 
der Kettdrahtstege sowie der Schweißpunktellipsen zwischen dem Drahtgewebe und 
den Deckblechen ausschlaggebend für die Festigkeit der gesamten Kühlstruktur. Bei 
einer Belastung parallel zur Zwischenlage findet hingegen das Versagen in den Deck-
blechen statt, so dass die Festigkeit des Drahtgewebes nur eine untergeordnete Rolle 
spielt [Geb06]. 
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Um die Lebensdauer der Kühlstrukturen unter betriebsnahen Bedingungen abschätzen 
zu können, wurden quasistatische (Warm)-Zug-, Kriech- und LCF-Versuche ausschließ-
lich in kritischer Belastungsrichtung durchgeführt. Hierfür wurden die in Bild 5.2.4.1 ge-
zeigten Kopfzugproben entwickelt, bei denen ein mit einem M14-Innengewinde versehe-
ner Stahlwürfel an seinem Umfang über eine Hohlkehlnaht mit den Deckblechen ver-
schweißt wird. Durch diesen Verbindungswürfel ist es möglich, die Kühlstrukturen in den 
Laststrang der in Kapitel 5.1 beschriebenen Prüfmaschinen einzubauen. Bild 5.2.4.1 
zeigt hierzu exemplarisch den Prüfaufbau für die Durchführung der LCF-Versuche sowie 
der Zeitstandversuche mit zeitveränderlicher Belastung. 
Bild 5.2.4.1:  Probengeometrie für die mechanische Hochtemperaturprüfung von Kühlstrukturen mit 
Belastung senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage und Prüfaufbau für die Durchführung 
von LCF-Versuchen  
Um den Einfluss verschiedener Drahtgewebegeometrien auf die mechanische Hochtem-
peraturfestigkeit der Kühlstrukturen zu untersuchen, wurden neben den Kühlstrukturen in 
der Ursprungsgeometrie (Bezugsgeometrie) weitere Proben mit einem feineren sowie 
gröberen Drahtgewebe geprüft. Tabelle 5.2.4 führt die für die verschiedenen Probenvari-
anten charakteristischen Geometrieparameter wie die Maschenweite, die Drahtgewebe-
höhe, den Drahtdurchmesser, die Deckblechhöhe sowie die an versagten Kopfzugpro-
ben gemessene mittlere Kett- und Schussdrahtschweißpunktfläche auf. Unabhängig von 
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der Drahtgewebegeometrie wurde bei allen drei Kopfzugprobenvarianten die gleiche re-
präsentative Probengröße von 29 x 29 mm2 berücksichtigt. 
 feines  
Drahtgewebe 
mittleres Drahtgewebe 
(Ursprungsgeometrie) 
grobes  
Drahtgewebe 
Maschenweite [mm] 2 3 4,75 
Drahtdurchmesser 
[mm] 0,8 1,2 1,6 
Drahtgewebehöhe 
[mm] 1,4 2 2,6 
Deckblechdicke [mm] 1 1 1 
mittlere Schussdraht-
schweißpunktfläche 
[mm2] 
0,4 - 4,65 
mittlere Kettdraht- 
schweißpunktfläche 
[mm2] 
1,01 2,37 5,78 
Tabelle 5.2.4: Charakteristische Geometrieparameter der unterschiedlichen Kopfzugprobenvarianten 
Da die Stahlwürfel grundsätzlich nur an ihrem Umfang mit den Deckblechen verschweißt 
werden konnten und somit der Kraftfluss nur über die Schweißnaht in die Kühlstruktur 
eingeleitet wird, stellt sich hierdurch eine geringfügig ungleichmäßige Belastung sowie 
eine Durchbiegung der Deckbleche ein, die in der Probenmitte entsprechend maximal 
wird. Um den Verlauf der Blechdurchbiegung in Abhängigkeit vom Abstand zum Blech-
rand quantifizieren zu können, wurde eine elastische FEM-Simulation an einem Modell 
durchgeführt, welches die Geometrie einer vollständigen Kopfzugprobe in der Ur-
sprungsgeometrie realitätsnah abbildet.  
Bild 5.2.4.2 (Mitte) zeigt den Längsschnitt eines Kettdrahtes, der sich genau in der Mitte 
des FEM-Modells der Kopfzugprobe befindet, sowie die resultierende von-Mises-
Vergleichsspannungsverteilung in der Schnittebene nach einer Belastung von 5 kN. An-
hand der unterschiedlichen Grautöne erkennt man, dass zur Deckblechmitte hin geringe-
re Spannungen auf die Schweißpunkte wirken. Dies wird insbesondere im Verlauf der 
Biegelinien des oberen und unteren Deckblechs deutlich. In Abhängigkeit von der ange-
legten Kraft biegen sich die Deckbleche zwischen den mit den Stahlwürfeln verschweiß-
ten Randbereichen gemäß den in den beiden Diagrammen gezeigten Verläufen durch. 
Dabei unterscheiden sich die Biegelinien aufgrund des geometrischen Aufbaus des 
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Drahtgewebes und der hieraus resultierenden unterschiedlichen Kettdrahtschweißpunkt-
anzahl pro Deckblechseite geringfügig. Insgesamt zeigt sich jedoch selbst für hohe Be-
lastungen von 5 kN eine vernachlässigbare Durchbiegung der Deckbleche, die in der 
Größenordnung von nur 8 μm liegt. 
 
 
 
Bild 5.2.4.2:  Von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung im mittleren Kettdraht bei 5 kN Prüflast (Mitte) 
sowie resultierende Biegelinien des oberen (oben) und unteren (unten) Deckblechs in 
Abhängigkeit von der Prüflast 
Allerdings kann davon ausgegangen werden, dass die an diesem Probentyp ermittelten 
Festigkeiten aufgrund der ungleichmäßigen Lastverteilung und der hierdurch resultieren-
den unterschiedlichen Schweißpunktbelastungen geringfügig zu niedrige Werte aufwei-
sen, so dass die Ergebnisse der Zug-, Kriech- und Ermüdungsversuche als eher konser-
vativ eingestuft werden können. Für die Abschätzung der Lebensdauer der Kühlstruktu-
ren unter betriebsnahen Bedingungen können FEM-Simulationen mit beliebigen Rand-
bedingungen verwendet werden, deren notwendige Stoffgesetze in dieser Arbeit ermittelt 
und verifiziert werden.   
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6 Mechanisches Verhalten der Einzelkomponenten und Kühlstrukturen 
6.1 Fließverhalten 
6.1.1 Fließverhalten von Nicrofer-6025HT-Vollmaterial 
Experimentelle Ergebnisse 
Um das Fließverhalten der Einzelkomponenten gerader Draht sowie Deckblech zu cha-
rakterisieren und numerisch zu simulieren, wurden zu Vergleichszwecken quasistatische 
Zugversuche von Raumtemperatur bis 800°C an Nicrofer-6025HT-Vollmaterialproben 
durchgeführt. Der Werkstoff wurde als warmgeformtes Stangenmaterial mit dem Durch-
messer 57,5 mm im lösungsgeglühten (1150°C / 2 h / kein Abschrecken) und geschälten 
Zustand angeliefert. Da die Kühlstrukturen während des Betriebes in erster Linie durch 
Kriechprozesse geschädigt werden, wurde nach [Brl94, Thy07] eine weitere Lösungsglü-
hung bei 1220°C für 2 h durchgeführt. Durch diese Wärmebehandlung wird der mittlere 
Korndurchmesser auf D  > 70 μm vergrößert und hierdurch eine verbesserte Zeitstand-
festigkeit gewährleistet. Bild 6.1.1.1 zeigt die an den lösungsgeglühten Vollmaterialpro-
ben ermittelten Nennspannungs-Nenndehnungs-Kurven. Dabei wurden aus Übersichts-
gründen die 500-, 650- sowie 700°C-Kurven ausgeblendet. Die Welligkeit in der 800°C-
Kurve wurde durch leichte Schwankungen in der Temperaturregelung hervorgerufen. 
 
Bild 6.1.1.1: Nennspannungs-Nenndehnungs-Kurven von Nicrofer-6025HT-Vollmaterialproben  
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Im Temperaturbereich von 300 - 650°C zeigen die Zugkurven durch ihr ruckartiges Flie-
ßen eindeutige Anzeichen der dynamischen Reckalterung bzw. des Portevin-Le Chate-
lier-Effektes [Por24]. Bei der quasistatischen Dehnrate von 0,002 s1 können die um Stu-
fenversetzungen interstitiell eingelagerten Atome der Versetzungsbewegung aufgrund 
der bei diesen Temperaturen erhöhten Diffusionsgeschwindigkeit folgen. Durch wieder-
holtes Einholen und Losreißen der Versetzungen entstehen dabei die in Bild 6.1.1.1 be-
obachteten Spannungssprünge. Bei Temperaturen oberhalb von 700°C ist die Diffusi-
onsgeschwindigkeit so groß, dass sich die Versetzungen bei entsprechend niedrigen 
Dehnraten nicht mehr von den interstitiell eingelagerten Atomen losreißen können, so 
dass wieder ein gleichmäßiger und stetiger Kurvenverlauf beobachtet wird.  
Die aus den Zugversuchen ermittelten Kenngrößen Dehngrenze Rp0,2, Zugfestigkeit Rm, 
Bruchdehnung A sowie Gleichmaßdehnung Ag sind in Bild 6.1.1.2 (a) und (b) in Abhän-
gigkeit von der Prüftemperatur   wiedergegeben. 
(a) (b) 
Bild 6.1.1.2: Zugfestigkeit und Dehngrenze (a) sowie Bruchdehnung und Gleichmaßdehnung (b) in 
Abhängigkeit von der Temperatur für Nicrofer-6025HT-Vollmaterial 
Dabei zeigt die Zugfestigkeit über der Temperatur in Bild 6.1.1.2 (a) einen typischen Ver-
lauf, wie er auch bei austenitischen Stählen oft beobachtet wird. Im Gebiet von 100 - 
600°C besitzt die Temperatur nur einen geringen Einfluss auf die Festigkeit, während im 
Bereich hoher Temperaturen, oberhalb der Hälfte der absoluten Schmelztemperatur (hier 
oberhalb von 600°C), die Fließspannung aufgrund von diffusionsgesteuerten Verfor-
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mungsvorgängen sehr stark von der Temperatur sowie Dehnrate abhängt. Diese Abhän-
gigkeit kann mit guter Übereinstimmung nach [Kor06] über  
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beschrieben werden. Hierin sind v1, v2, v3, 1 und 2 Konstanten, die über eine Aus-
gleichsrechnung zu v1 = 355 MPa, v2 = 444 MPa, v3 = 12, 1 = 895°C und 2 = 827°C 
bestimmt wurden.  
Im Gegensatz zur Zugfestigkeit zeigt der Verlauf der Dehngrenze Rp0,2 über der Tempe-
ratur in Bild 6.1.1.2 (a) nach Erreichen eines Minimums von ungefähr 260 MPa bei 
500°C wieder einen signifikanten Anstieg auf ein Maximum von 290 MPa bei 750°C. Die 
Ursache für diesen Effekt lässt sich durch die Ausscheidung der intermetallischen Ver-
bindung Ni3(Al, Ti), der so genannten ’-Phase, erklären, durch die eine Behinderung der 
Versetzungsbewegung erzielt wird. Aufgrund des im Vergleich zum Titangehalt von 0,1 
bis 0,2 % hohen Aluminiumgehaltes von 1,8 bis 2,4 % kann davon ausgegangen wer-
den, dass es sich hierbei um Ni3Al handelt. Bei Temperaturen oberhalb von 800°C ist 
diese intermetallische Phase nicht mehr existent, so dass im Kurvenverlauf ein signifi-
kanter Abfall der Dehngrenze beobachtet wird. Dabei kann der Zusammenhang zwi-
schen der Dehngrenze und der Temperatur für 20°C    800°C über ein Polynom mit 
Rp0,2() = v4 + v5 ·  + v6 · 8 + v7 · 9 beschrieben werden. Hierin wurden die Konstanten 
v4 - v7 zu v4 = 339 MPa, v5 = 0,18 MPa/°C, v6 = 7,6E21 MPa/°C8 und 
v7 = 9E24 MPa/°C9 bestimmt. 
Die Ausscheidung der ’-Phase zeigt für den gleichen Temperaturbereich von 500 -
750°C eine signifikante Auswirkung auf die ermittelten Bruchdehnungen A in 
Bild 6.1.1.2 (b). Aufgrund der durch die Ausscheidungen geringeren Mobilität der Verset-
zungen und der damit verbundenen höheren Festigkeit wird die Duktilität deutlich redu-
ziert. Die Bruchdehnung erreicht dabei bei einer Temperatur von 750°C ihr Minimum von 
ungefähr 25 % und steigt anschließend wieder „steil“ auf einen Wert von 41 % an. Auffäl-
lig ist, dass sich diese wiedergewonnene Duktilität nur auf den Bereich der Einschnür-
dehnung bezieht, während für die Gleichmaßdehnung nach einem leichten Anstieg ab 
einer Temperatur von 500°C ein drastischer Abfall beobachtet wird. 
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FEM-Simulation des Fließverhaltens  
Um das Hochtemperatur-Fließverhalten der bei 1220°C lösungsgeglühten Nicrofer-
6025HT-Vollmaterialproben mit Hilfe der FEM simulieren zu können, wurden aus den in 
Bild 6.1.1.1 ermittelten Nennspannungs-Nenndehnungs-Kurven für den Bereich der 
Gleichmaßdehnung die entsprechenden Fließkurven erstellt. Unter Annahme der Volu-
menkonstanz gilt für die momentane wahre Fließspannung kf 
   1kf  (6.1.1.2)
worin  die Nennspannung und  die Nenndehnung sind. Weiterhin kann die wahre Deh-
nung  über  
   1ln  (6.1.1.3)
bestimmt werden. Die sich hieraus ergebenden plastischen Fließkurven sind in 
Bild 6.1.1.3 für den Spannungsbereich Rp0,2 - Rm dargestellt. Zur Wahrung der Übersicht-
lichkeit wurden die 500-, 650-, 700-, 750- und 800°C-Kurven ausgeblendet.   
 
Bild 6.1.1.3: Fließkurven sowie Beschreibung der Fließkurven nach Swift 
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Der Verlauf der Fließkurven in Abhängigkeit von der Temperatur wurde bis zur Zugfes-
tigkeit mit dem Materialgesetz nach Swift [Swi52] beschrieben: 
 nf B)(Kk    (6.1.1.4)
Hierin konnten die Parameter B und n konstant zu B = 0,042 und n = 0,5 gesetzt werden. 
K zeigt nach Bild 6.1.1.4 hingegen eine deutliche Temperaturabhängigkeit, die über 
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mit den Konstanten K1 = 573 MPa, K2 = 1276 MPa, K3 = 16,6, K1 = 482°C und 
K2 = 943°C mit guter Genauigkeit beschrieben werden kann. 
 
Bild 6.1.1.4: Parameter K in Abhängigkeit von der Temperatur 
Um das Fließverhalten der Vollmaterialproben mit Hilfe der FEM zu simulieren, wurde 
das in Bild 6.1.1.5 gezeigte Modell (Ø 4 mm, Länge 10 mm) erstellt. Durch die reibungs-
lose Anbindung eines starren Körpers an den Stirnflächen der Probe, über die die Ver-
formung eingeleitet wird, kann eine homogene Spannungsverteilung realisiert werden. 
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Dabei wird der untere starre Körper fest eingespannt und der obere über einen Refe-
renzknoten in Zugrichtung verschoben. 
 
Bild 6.1.1.5: FEM-Modell und von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung bei 38% Nenndehnung (RT) 
Über eine geeignete User-Routine der FEM-Software Abaqus konnte das in Glei-
chung 6.1.1.4 vorgestellte Materialgesetz zusammen mit dem temperaturabhängigen 
Elastizitätsmodul E sowie der Querkontraktionszahl implementiert werden. In Anleh-
nung an die Auswertung eines experimentellen Zugversuchs wird bei der Auswertung 
der FEM-Simulation für die Berechnung der Nennspannung die Reaktionskraft am Refe-
renzknoten des oberen starren Körpers bezogen auf den Anfangsquerschnitt der Probe 
sowie für die Ermittlung der Nenndehnung der Verformungsweg dieses Referenzknotens 
bezogen auf die Anfangslänge der Probe jeweils in Abhängigkeit vom momentanen Zeit-
inkrement berechnet. Der Vergleich zwischen den auf diese Weise simulierten Zugkur-
ven und den Versuchsergebnissen ist exemplarisch für 6 verschiedene Temperaturen in 
Bild 6.1.1.6 gezeigt. Insgesamt zeigt sich eine sehr gute Übereinstimmung mit den expe-
rimentellen Ergebnissen. 
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Bild 6.1.1.6: Vergleich zwischen experimentell ermittelten und numerisch simulierten Zugkurven von 
Nicrofer-6025HT-Vollmaterialproben 
6.1.2 Fließverhalten von Nicrofer-6025HT-Blechmaterial 
Experimentelle Ergebnisse 
Um das Fließverhaltens der Kühlstrukturen in Abhängigkeit von der Temperatur mit Hilfe 
der FEM simulieren zu können, müssen für die Einzelkomponenten Deckblech sowie 
gerader Draht geeignete Stoffgesetze ermittelt werden. Hierfür wurden Zugversuche an 
in Bild 5.2.2.1 gezeigten Blechproben mit Belastung in Walzrichtung durchgeführt. Das 
Blechmaterial mit einer Dicke von 1 mm wurde im bei 1170°C lösungsgeglühten Zustand 
angeliefert und in Analogie zum Vollmaterial einem weiteren Lösungsglühprozess bei 
1220°C für 2 h in einem Vakuumofen unterzogen. Die ermittelten Nennspannungs-
Nenndehnungs-Kurven sind in Bild 6.1.2.1 wiedergegeben. Dabei zeigen die Ergebnisse 
von Untersuchungen mit Belastung quer zur Walzrichtung keine Unterschiede zu den in 
Bild 6.1.2.1 dargestellten Kurven, da das Material durch den Lösungsglühprozess bei 
1220°C vollständig rekristallisiert [Geb06].  
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Bild 6.1.2.1: Nennspannungs-Nenndehnungs-Kurven von Nicrofer-6025HT-Blechmaterialproben im 
lösungsgeglühten Zustand (1220°C / 2 h) 
Die Ergebnisse zeigen für den gleichen Temperaturbereich wie bei den Vollmaterialpro-
ben von ungefähr 300 - 700°C deutliche Anzeichen der dynamischen Reckalterung. Im 
Vergleich zu den Vollmaterialproben weist die Zugfestigkeit in Abhängigkeit von der 
Temperatur in Bild 6.1.2.2 (b) vergleichbare Ergebnisse mit nur geringfügig höheren Fes-
tigkeiten auf. Die Dehngrenze in Bild 6.1.2.2 (a) zeigt jedoch trotz der gleichen Wärme-
behandlung bis zu einer Temperatur von 700°C um ungefähr 13 % höhere Festigkeiten 
für das Blechmaterial. Insgesamt stellt sich im Vergleich zum Vollmaterial ein qualitativ 
ähnlicher temperaturabhängiger Verlauf ein. Der quantitative Festigkeitsunterschied lässt 
sich wahrscheinlich durch die unterschiedlich stark ausgeschiedene ’-Phase erklären, 
die beim Vollmaterial in Temperaturbereich von 600 - 750° aufgrund des vermutlich ge-
ringeren vorangegangenen Ausscheidungsgrades einen deutlich ausgeprägteren „Bu-
ckel“ verursacht. Um den zeitabhängigen Einfluss der Ausscheidungen auf die Dehn-
grenze „grob“ abschätzen zu können, wurde eine Vollmaterialprobe für 1,5 h bei einer 
Temperatur von 750°C ausgelagert und anschließend bei Raumtemperatur ein Zugver-
such durchgeführt.  
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(a) (b) 
Bild 6.1.2.2: Vergleich zwischen der Dehngrenze (a) sowie Zugfestigkeit (b) von Nicrofer-6025HT- 
Voll- und Blechmaterial im bei 1220°C lösungsgeglühten Zustand 
Dabei zeigte sich, dass sich die Dehngrenze durch den Auslagerungsprozess trotz der 
sehr kurzen Auslagerungszeit von 334 auf 371 MPa steigern lässt. Es kann vermutet 
werden, dass zu längeren Auslagerungszeiten hin eine weitere Steigerung erreicht wer-
den kann. Weiterführende Untersuchungen zur Ausscheidung der ’-Phase wurden an 
Drahtproben durchgeführt und sind in Kapitel 6.1.3 erläutert. 
Die Ergebnisse der Bruchdehnung über der Temperatur weisen im Vergleich zu den 
Vollmaterialproben einen qualitativ ähnlichen Verlauf auf, liegen bis zu einer Temperatur 
von etwa 600°C jedoch insgesamt auf einem etwas niedrigeren Niveau. Die Ursache 
hierfür könnte ebenfalls in der vor Versuchsstart stärker ausgeschiedenen ’-Phase lie-
gen. Durch den Verlust der festigkeitssteigernden Wirkung der ´-Phase, die bei Tempe-
raturen von größer 800°C nicht mehr existiert, zeigen beide Kurven für diesen Tempera-
turbereich einen vergleichbaren Verlauf.  
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Bild 6.1.2.3: Bruchdehnung A von Voll- und Blechmaterialproben in Abhängigkeit von der Temperatur 
FEM-Simulation des Fließverhaltens 
Für die numerische Simulation des Fließverhaltens der Blechproben wurden in gleicher 
Weise wie bei den Vollmaterialproben Fließkurven aus den Nennspannungs-
Nenndehnungs-Kurven erstellt und mit Hilfe des Materialgesetzes nach Swift [Swi52] in 
Gleichung 6.1.1.4 beschrieben (Bild 6.1.2.4 (a)). Dabei können die Fließkurven aufgrund 
der im Vergleich zu den Vollmaterialproben unterschiedlichen Dehngrenzen mit gering-
fügig veränderten Konstanten n = 0,46 und B = 0,039 sowie einem im gleichen Streu-
band liegenden temperaturabhängigen Parameter K in Bild 6.1.2.4 (b) wiedergegeben 
werden. Die Abhängigkeit der Dehngrenze von der Temperatur in Bild 6.1.2.2 (a) kann in 
Analogie zu den Ergebnissen der Vollmaterialproben über ein Polynom 
Rp0,2() = b1 + b2 ·  + b3 · 8 + b4 · 9 beschrieben werden. Über eine Regressionsrech-
nung wurden die Konstanten b1 - b4 zu b1 = 400 MPa, 
b2 = 0,18 MPa/°C, b3 = 7,25E21 MPa/°C8 und b4 = 9E24 MPa/°C9 bestimmt. Hierin 
weisen nur die Parameter b1 und b3 Unterschiede zu den Ergebnissen der Regressions-
rechnung der Vollmaterialproben auf.  
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(a) (b) 
Bild 6.1.2.4: Fließkurven von Nicrofer-6025HT-Blechmaterial (a) sowie Parameter K für Blech- und 
Vollmaterialproben in Abhängigkeit von der Temperatur (b) 
Für die FEM-Simulation wurde eine halbe Blechprobe gemäß der Fertigungszeichnung 
in Bild 5.2.2.1 exakt nachmodelliert. Dabei wird in Analogie zum Experiment die Verfor-
mung über einen starren Spannbolzen, der über eine Durchgangsbohrung mit dem 
Deckblech formschlüssig verbunden ist, eingeleitet. Die untere Stirnfläche ist mit einem 
starren, fest eingespannten Körper reibungslos verbunden, so dass im Bereich der An-
fangsmesslänge ein rein einachsiger Spannungszustand erzielt wird.  
In Bild 6.1.2.5 ist exemplarisch für einen Verformungsweg von u = 7,2 mm und eine 
Temperatur von  = 200°C die resultierende von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung 
dargestellt. Bei den vom FEM-Programm Abaqus ermittelten Werten handelt es sich da-
bei grundsätzlich um „wahre“ Werte der Spannung und Dehnung. Deutlich ist zu erken-
nen, dass für den Bereich der Anfangsmesslänge des Extensometers l0 = 20 mm eine 
homogene Spannungsverteilung erzielt wird. Zur Auswertung der simulierten Fließkurven 
wurde die Reaktionskraft am Spannbolzen in Abhängigkeit vom Verformungsweg der 
Knoten am Übergang zum Radius aufgezeichnet. Durch Bezug der Reaktionskraft auf 
den Anfangsquerschnitt und des Verformungsweges auf die Anfangsmesslänge konnten 
hierdurch die in Bild 6.1.2.6 exemplarisch gezeigten Nennspannungs-Nenndehnungs-
Kurven bis zur Zugfestigkeit erstellt und mit den experimentellen Ergebnissen verglichen 
werden. Dabei zeigt sich bei allen simulierten Kurven, dass die Realität mit guter Genau-
igkeit abgebildet werden kann.   
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Bild 6.1.2.5: FEM-Modell und von-Mises-Vergleichsspannung bei 30% Nenndehnung ( = 200°C) 
 
 
Bild 6.1.2.6:  Vergleich zwischen experimentell ermittelten und numerisch simulierten Zugkurven von 
Nicrofer-6025HT-Blechmaterialproben 
 
48 6 Mechanisches Verhalten der Einzelkomponenten und Kühlstrukturen
  
 
6.1.3 Fließverhalten von Nicrofer-S6025-Drahtmaterial 
Experimentelle Ergebnisse 
Zur Ermittlung geeigneter Stoffgesetze für die FEM-Simulation des Hochtemperatur-
Fließverhaltens der Einzelkomponente gerader Draht wurden (Warm)-Zugversuche an 
Drahtproben (dD = 1,2 mm) im Anlieferungs- sowie im bei 1220°C lösungsgeglühten Zu-
stand in Abhängigkeit von der Temperatur durchgeführt. Hierbei ist anzumerken, dass es 
sich bei dem Drahtmaterial um den artgleichen Schweißzusatzwerkstoff S6025 handelt, 
der im kaltgezogenen und somit stark verfestigten Zustand angeliefert wird. Aufgrund der 
fehlenden Querschnittsverminderung im Bereich der Anfangsmesslänge sind Brüche 
außerhalb des Extensometers aufgetreten, so dass die in den Bildern 6.1.3.1 (a) und (b) 
gezeigten Nennspannungs-Nenndehnungs-Kurven teilweise keine Einschnürdehnung 
aufweisen. Dabei sind zur Wahrung der Übersicht nicht alle durchgeführten Zugversuche 
dargestellt.   
(a) (b) 
Bild 6.1.3.1: Nennspannungs-Nenndehnungs-Kurven von S6025-Drahtmaterial im Anlieferungs-
zustand (a) und im bei 1220°C lösungsgeglühten Zustand (b) 
Die durch den beträchtlichen Verformungsgrad des Kaltziehprozesses resultierende ho-
he Versetzungsdichte führt im Falle der Drahtproben im Anlieferungszustand zu einem 
spröden Materialverhalten mit einer Raumtemperaturbruchdehnung von nur ungefähr 
2 % und einer Raumtemperaturzugfestigkeit von über 1000 MPa. Durch den anschlie-
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ßenden Lösungsglühprozess bei 1220°C rekristallisiert das Material vollständig, die er-
höhte Versetzungsdichte wird wieder abgebaut, und es wird das für diese Nickelbasisle-
gierung typische duktile Materialverhalten erzielt. Die Bilder 6.1.3.2 (a) und (b) zeigen 
den Verlauf der Dehngrenze sowie der Zugfestigkeit über der Temperatur. Deutlich ist in 
beiden Bildern der signifikante Festigkeitsunterschied zu erkennen. Dabei zeigen die 
Drahtproben im Anlieferungszustand sowohl für die Dehngrenze als auch für die Zugfes-
tigkeit für den Bereich  > 600°C eine ausgeprägte Temperaturabhängigkeit, die sich 
vermutlich durch die bei derart hohen Temperaturen verstärkt ablaufenden Erholungs-
prozesse erklären lässt.  
 
(a) (b) 
Bild 6.1.3.2: Dehngrenze Rp0,2 (a) und Zugfestigkeit Rm (b) von S6025-Drahtmaterial im Anlieferungs- 
sowie lösungsgeglühten Zustand in Abhängigkeit von der Temperatur 
Maßgeblich für die Simulation des Fließverhaltens der Kühlstrukturen ist das Fließverhal-
ten der Einzeldrähte im lösungsgeglühten Zustand. Im direkten Vergleich zu den Voll- 
und Blechmaterialproben liegen die ermittelten Zugfestigkeiten in Bild 6.1.3.3 (b) im glei-
chen Streuband. Der Verlauf der Dehngrenze über der Temperatur in Bild 6.1.3.3 (a) 
weist allerdings sowohl quantitativ als auch qualitativ signifikante Unterschiede auf und 
kann über 
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mit d1 = 109 MPa, d2 = 208 MPa, d3 = 8, d1 = 220 °C und d2 = 1228°C beschrieben 
werden. 
Die ermittelten Dehngrenzen liegen dabei insgesamt auf einem deutlich niedrigeren Ni-
veau. Weiterhin scheint für den Temperaturbereich von 600 - 750°C nur eine geringe 
Ausscheidung der festigkeitststeigernden ’-Phase stattzufinden. Um das zeitabhängige 
Ausscheidungsverhalten quantifizieren zu können, wurden an weiteren lösungsgeglühten 
Drahtproben Auslagerungsversuche bei 750°C durchgeführt.   
(a) (b) 
Bild 6.1.3.3: Vergleich der Dehngrenze Rp0,2 (a) sowie Zugfestigkeit Rm (b) von S6025-Drahtmaterial, 
Nicrofer-6025HT-Blech- und Vollmaterial jeweils im lösungsgeglühten Zustand in Abhän-
gigkeit von der Temperatur 
Bild 6.1.3.4 stellt die bei Raumtemperatur ermittelten Dehngrenzen sowie Mikrohärten 
HV 0,05 in Abhängigkeit von der Auslagerungszeit dar. Dabei stellen die Werte der Mik-
rohärten jeweils den Mittelwert aus 18 verschiedenen Mikrohärtewerten, die in der Mitte, 
am Rand und zwischen Rand und Mitte der Probenquerschnittsfläche gemessen wur-
den, dar. Durch geeignete Skalierung der Härte-Achse lässt sich der zeitabhängige Kur-
venverlauf der Dehngrenze durch die gemessenen Härtewerte bestätigen. Insgesamt 
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wird durch die Ausscheidung der ’-Phase für eine Auslagerungszeit von ungefähr 100 h 
ein globales Festigkeitsmaximum erreicht. Für diese Temperatur-Zeit-Kombination liegt 
die gemessene Dehngrenze mit 392 MPa im gleichen Streubereich wie die Dehngrenze 
der Blechmaterialproben mit 399 MPa. Gegenüber den Vollmaterialproben, bei denen 
bei gleicher Temperatur schon nach 1,5 h eine Festigkeitssteigerung von ungefähr 11 % 
erreicht wurde, bewirkt die gleiche Auslagerungsprozedur bei den Drahtproben nur eine 
Steigerung von ungefähr 5 %. Insgesamt kann die im Vergleich niedrigere Dehngrenze 
der Drahtproben durch eine geeignete Auslagerungsprozedur angehoben werden, aller-
dings muss darauf geachtet werden, dass unter Hochtemperatureinfluss zu langen Ver-
suchszeiten hin die festigkeitssteigernde Wirkung der ’-Phase, z.B. durch Koagulation 
der Teilchen, wieder drastisch reduziert wird.  
 
Bild 6.1.3.4:  Dehngrenze sowie Mikrohärte von S6025-Drahtmaterial bei RT im bei 1220°C lösungsge-
glühten Zustand in Abhängigkeit von der Auslagerungszeit ( = 750°C)  
Bild 6.1.3.5 (a) zeigt die aus den Warmzugversuchen an lösungsgeglühten Drahtproben 
ermittelten Fließkurven sowie die entsprechende Beschreibung nach Swift gemäß Glei-
chung 6.1.1.4. Dabei wurden für die Drahtproben anhand von Regressionsrechnungen 
die Parameter B und n zu B = 0,03 und n = 0,52 berechnet. Zur besseren Übersicht wur-
de ein Teil der Fließkurven ausgeblendet. Trotz der nicht unerheblichen Streuung zeigt 
der aus den Fließkurven ermittelte Parameter K in Bild 6.1.3.5 (b) einen qualitativ ver-
gleichbaren temperaturabhängigen Verlauf mit den Voll- und Blechmaterialproben.  
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(a) (b) 
Bild 6.1.3.5: Fließkurven von S6025-Drahtmaterial (a) sowie Parameter K für Nicrofer-6025HT-Blech- 
und Vollmaterialproben sowie S6025-Drahtmaterialproben in Abhängigkeit von der Tem-
peratur (b) 
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6.1.4 Fließverhalten von Einzelmaschen 
Experimentelle Ergebnisse 
Um das Fließverhalten der Kühlstruktur mit Belastung senkrecht zum Drahtgewebe auf-
bauend auf den an den Einzelkomponenten gerader Draht und Deckblech ermittelten 
Stoffgesetzen numerisch simulieren zu können, wurde als logischer nächster Schritt zu-
nächst das Fließverhalten von einzelnen Kettdrahtmaschen (dD = 1,2 mm) untersucht 
und anschließend mit Hilfe der FEM simuliert. Hierfür wurden bei Raumtemperatur auf-
grund der erwarteten großen Streuung der Versuchsergebnisse an insgesamt 38 so ge-
nannten Einzelmaschenproben (Bild 5.2.3) quasistatische Zugversuche durchgeführt. 
Dabei kann der Probenbruch grundsätzlich in zwei verschiedene Versagensarten unter-
teilt werden: 
1. Bei sowohl qualitativ als auch quantitativ ausreichender Schweißpunktanbindung der 
Kettdrähte an die Deckbleche versagt die Probe durch Kettdrahtbruch aufgrund der 
erhöhten Kerbwirkung im Kettdrahtsteg am Übergang zum Deckblech. Bild 6.1.4.1 (a) 
zeigt einen derartig gebrochenen Kettdrahtsteg sowie einen weiteren, der eine sicht-
bare plastische Einschnürung aufweist und somit unmittelbar vor dem Versagen 
steht.  
2. Bei flächenmäßig geringer und qualitativ schlechter Schweißpunktanbindung versagt 
die Probe im Bereich der Schweiß- bzw. Wärmeeinflusszone der Verbindungsstellen 
zwischen Kettdraht und Deckblech. Bild 6.1.4.1 (b) zeigt einen solcherart abgelösten 
Kettdrahtschweißpunkt.  
 
(a) (b) 
Bild 6.1.4.1: Kettdrahtbruch (a) sowie Schweißpunktversagen (b) bei einer Einzelmaschenprobe  
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Die beschriebenen Versagensmechanismen spiegeln sich auch im Verlauf der an den 38 
Einzelmaschenproben gemessenen Kraft-Weg-Kurven wider. Bild 6.1.4.2 (a) zeigt ex-
emplarisch 10 typische Zugkurven, wie sie für Proben mit Drahtbruch ermittelt wurden. 
Die sporadisch beobachtbaren Unstetigkeiten im Kurvenverlauf im Bereich bis zu 
0,1 mm Verformung entstehen durch das spontane Versagen von Schussdrahtschweiß-
punkten, die in der Regel nur über Schweißspritzer mit dem Deckblech verbunden sind 
und somit nur eine sehr geringe Festigkeit aufweisen. Die schlechte Anbindungsqualität 
der Schussdrähte lässt sich gut an der gebrochenen Probe in Bild 6.1.4.1 (b) erkennen.  
(a) (b) 
Bild 6.1.4.2: Fließkurven von Nicrofer-6025HT-Einzelmaschenproben mit Belastung senkrecht zum 
Drahtgewebe; Drahtbrüche (a) sowie Schweißpunktversagen (b) 
Die teilweise zu erkennenden Unstetigkeiten im Bereich 0,1 bis ungefähr 0,8 mm Ver-
formung entstehen dagegen durch spontanes Ablösen von kleineren Anbindungsfeldern 
innerhalb einer einzelnen Kettdrahtschweißpunktellipse, die durch Gebiete mit ange-
schmolzenem jedoch nicht angebundenem Material voneinander getrennt sind. 
Bild 6.1.4.3 zeigt die REM-Aufnahme einer typischen Kettdrahtschweißpunktellipse mit 
kleineren und größeren Anbindungsfeldern sowie Bereichen mit deutlich zu erkennenden 
Anbindungsfehlern. Solange die Festigkeit der verbliebenen Schweißpunktfläche größer 
ist als die Festigkeit des verbliebenen Kettdrahtquerschnitts nahe der Kerbzone, versagt 
die Probe durch Einschnürung und Bruch des Kettdrahtsteges.  
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Bei Kettdrahtschweißpunkten mit qualitativ schlechter Anbindung an das Deckblech so-
wie geringer Anbindungsfläche ist die Festigkeit geringer als die des Kettdrahtsteges, so 
dass das Versagen im Bereich der Schweiß- und Wärmeeinflusszone stattfindet. Bei 
dieser Versagensart wurden Kurven ermittelt, wie sie in Bild 6.1.4.2 (b) exemplarisch 
dargestellt sind.  
 
Bild 6.1.4.3:  REM-Aufnahme einer versagten Kettdrahtschweißpunktellipse mit Anbindungsfehlern  
Aufgrund der statistisch verteilten Schweißpunktgrößen und -qualitäten weisen die Zug-
kurven sowohl hinsichtlich des Bruchweges als auch der Bruchkraft untereinander deutli-
che Unterschiede auf. Insgesamt wird die Bruchfestigkeit der Einzelmaschenproben auf-
grund von Schweißpunktversagen im Mittel um ungefähr 30 % reduziert. Dabei werden 
die Bruchfestigkeit sowie der Bruchweg nicht nur von der Qualität der einzelnen Kett-
drahtschweißpunkte beeinflusst. Einen zusätzlichen signifikanten Einfluss besitzt die lo-
kale Maschenweite m. Bei großen Werten der Maschenweite wird die resultierende Bie-
gespannung im Bereich der Kerbwirkung am Übergang vom Kettdraht zum Deckblech 
deutlich erhöht und reduziert somit die Festigkeit der gesamten Einzelmasche. 
Bild 6.1.4.4 verdeutlicht diesen Zusammenhang in Form einer Skizze eines einzelnen 
Kettdrahtsegements. 
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Bild 6.1.4.4: Schematische Darstellung eines Kettdrahtsegments   
Ermittelt man an allen 38 gemessenen Zugkurven der Einzelmaschenproben die Werte 
der erreichten Bruchkraft FBr sowie des Bruchweges uBr und wertet die Ergebnisse statis-
tisch aus, so ergeben sich die in den Bildern 6.1.4.5 (a) und (b) gezeigten Wahrschein-
lichkeitsnetze. Dabei können die Werte der Bruchkraft treffend mit Hilfe der logarithmi-
schen Normalverteilung mit einem Korrelationskoeffizient von R = 0,97 beschrieben wer-
den. Die Werte des Bruchweges dagegen zeigen sowohl für diese als auch für die Wei-
bull-Verteilung einen eher mäßigen Zusammenhang. Durch einen geeignete Transforma-
tion des Merkmals mit x = uBr2,5 lassen sich diese Werte passend linearisieren, so dass 
ein Korrelationskoeffizient von R = 0,98 erreicht werden kann. Anhand der Verteilungen 
zeigt sich dabei die große Streuung der Versuchsergebnisse. Die Ursache hierfür liegt, 
wie bereits erwähnt, in den teilweise sehr unterschiedlichen Maschenweiten sowie 
Schweißpunktqualitäten. Aus den Verteilungen ergibt sich für eine Auftretenswahrschein-
lichkeit von p = 50% eine mittlere Bruchfestigkeit von FBr = 639 N sowie ein mittlerer 
Bruchweg von uBr = 0,77 mm. 
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(a) (b) 
Bild 6.1.4.5: Logarithmische Normalverteilung der gemessenen Bruchkräfte (a) sowie statistische Ver-
teilung mit transformiertem Merkmal des gemessenen Bruchweges (b) 
FEM-Modellerstellung 
Um das Fließverhalten der Einzelmaschenproben in der Ursprungsgeometrie 
(dD = 1,2 mm) numerisch simulieren zu können, ist es Grundvoraussetzung, ein mög-
lichst realitätsnahes FEM-Modell zu erstellen. Hierfür wurden für den Verlauf des Kett-
drahtes an einer Vielzahl von Proben maßgebliche Geometrieparameter, wie die Ma-
schenweite m, die Drahtsteigung sD im linearen Drahtbereich sowie die Drahtgewebehö-
he hS mit Hilfe eines Bildanalysesystems gemessen und statistisch ausgewertet. Die 
Größe der Kettdrahtschweißpunktellipse ist unter anderem ein Maß für deren Festigkeit. 
Aus diesem Grund wurde an gebrochenen Proben zusätzlich die Schweißpunktfläche 
gemessen und ebenfalls statistisch ausgewertet. Die Bilder 6.1.4.6 und 6.1.4.7 zeigen 
exemplarisch die Wahrscheinlichkeitsnetze der gemessenen Geometrieparameter 
Schweißpunktfläche ASp, Kettdrahtsteigung sD sowie Maschenweite plus Drahtdurch-
messer m + dD jeweils für den Kett- und Schussdraht. Alle Merkmale gehorchen dabei 
mit guter Korrelation der logarithmischen Normalverteilung. Auch an dieser Stelle wird 
die große Streuung der lokalen Drahtgewebegeometrie ersichtlich, die unter anderem 
Ursache für die große Streuung der Zugversuchsergebnisse ist.    
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(a) (b) 
Bild 6.1.4.6:  Logarithmische Normalverteilung der gemessenen Schweißpunktflächen (a) sowie der 
gemessenen Kettdrahtsteigungen im linearen Drahtbereich (Ursprungsgeometrie) (b) 
(a) (b) 
Bild 6.1.4.7:  Logarithmische Normalverteilung der gemessenen Kettdraht- (a) sowie Schussdraht-
maschenweite (b) 
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Um auf Basis der gemessenen Geometriedaten ein variables Strukturmodell zu erstellen, 
bei dem beliebige Drahtgewebegeometrien sowie Schweißpunktgrößen eingestellt wer-
den können, wurde der Verlauf der neutralen Faser des Drahtes über eine Funktionsvor-
schrift beschrieben. Bild 6.1.4.8 zeigt exemplarisch ein Viertel des Verlaufs der neutralen 
Faser einer einzelnen Masche, die aus einer gekoppelten parabolischen und linearen 
Funktionsvorschrift zusammengesetzt wurde. Dabei war eine Modellierung auf Basis 
anderer, nicht zusammengesetzter Funktionen, wie z.B. einer Sinus- oder Exponential-
funktion, aufgrund der geforderten Randbedingungen nicht möglich.  
 
Bild 6.1.4.8:  Analytische Beschreibung des Verlaufs der neutralen Faser eines Drahtsegments durch 
eine gekoppelte lineare und parabolische Funktionsvorschrift  
Die im Diagramm gezeigten Werte beziehen sich auf die Mittelwerte der gemessenen 
Geometrieparameter. In der allgemeinen Parabelgleichung  
2a
2
1aP pxp)x(h   (6.1.4.1)
können die fehlenden Konstanten pa1 und pa2 über zwei Randbedingungen bestimmt 
werden. Die Höhe der neutralen Faser bezogen auf das in Bild 6.1.4.8 gegebene Koor-
dinatensystem muss an der Stelle x = 0 genau hNF / 2 betragen: 
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2
h)0x(h NFP   (6.1.4.2)
Um die Parabel mit der Geradengleichung koppeln zu können, muss die Steigung am 
Kopplungspunkt genau gleich der Steigung der Geraden sein: 
DP s)Kpx(h   (6.1.4.3)
Durch Einsetzen der beiden Randbedingungen werden Kp und pa2 zu 
2
hp;
p2
sKp NF2a
1a
D 

  (6.1.4.4)
bestimmt. Für die Geradengleichung mit der allgemeinen Form 
2e1eG gxg)x(h   (6.1.4.5)
gilt für die Steigung ge1 
D1e sg   (6.1.4.6)
Weiterhin muss die Höhe der neutralen Faser an der Stelle der halben Maschenweite 
plus Drahtdurchmesser genau „Null“ sein: 
0
2
dmxh DG 
	




   (6.1.4.7)
Hierdurch lässt sich die fehlende Konstante ge2 zu 
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 
2
dmsg DD2e  (6.1.4.8)
berechnen. Durch Gleichsetzen der Geraden- mit der Parabelgleichung an der Stelle 
x = Kp kann die Konstante pa1 zu 
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bestimmt werden. Mit pa1 wird über Gleichung 6.1.4.4 der Kopplungspunkt Kp zu 
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(6.1.4.10)
bestimmt. 
Durch Implementation der gekoppelten Funktionsvorschrift in die kommerzielle 3D-CAD-
Software Pro-Engineer kann hierdurch der Verlauf der neutralen Faser in Abhängigkeit 
von der Maschenweite m, dem Drahtdurchmesser dD, der Drahtsteigung sD sowie der 
Höhe der neutralen Faser hNF beliebig modelliert werden. Dabei wird das Volumenmodell 
des Kettdrahtsegments mittels Extrudieren des kreisförmigen Drahtquerschnitts entlang 
des Verlaufs der neutralen Faser erstellt. Die resultierende Schweißpunktellipse stellt 
sich schließlich durch das Löschen des „überschüssigen“ Drahtmaterials oberhalb der 
halben Drahtgewebehöhe hS / 2 ein. Um die Fläche der Schweißpunktellipse ASp unab-
hängig von der Strukturhöhe hS, der Drahtsteigung sD, dem Drahtdurchmesser dD sowie 
der Maschenweite m einstellen zu können, muss die Höhe der neutralen Faser hNF vari-
iert werden. Bild 6.1.4.9 beschreibt die Abhängigkeit der in Pro-Engineer gemessenen 
Schweißpunktfläche von der halben Höhe der neutralen Faser unter Berücksichtigung 
der Mittelwerte der verbleibenden Geometrieparameter. Um eine mittlere Schweißpunkt-
fläche von 2,37 mm2 einstellen zu können, muss die halbe Höhe der neutralen Faser 
0,66 mm betragen. Der gezeigte Zusammenhang für das Mittelwertmodell kann dabei 
über 

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NF
2Sp1SpSp a2
haexp1aA  (6.1.4.11)
mit den Konstanten aSp1= 2,78 mm2, aSp2= 2,98 1/mm, aSp3= 0,22 mm und aSp4= 2,41 mit 
sehr guter Übereinstimmung beschrieben werden. 
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Bild 6.1.4.9:  Korrelation zwischen der halben Höhe der neutralen Faser und der hieraus resultieren-
den Schweißpunktfläche  
Bild 6.1.4.10 zeigt das hieraus resultierende Mittelwertmodell eines Kettdrahtsegments. 
Für die Erstellung eines Schussdrahtsegments, welches senkrecht zum Kettdraht ver-
läuft, wird in analoger Weise vorgegangen. Da, wie bereits erwähnt, die Schussdrähte 
nur über Schweißspritzer eine vernachlässigbare Anbindung mit den Deckblechen auf-
weisen, wurde in diesem Zusammenhang auf die Modellierung der Schussdraht-
schweißpunktellipse verzichtet. Dabei wurde angenommen, dass die Schussdrähte die 
Deckbleche nur punktuell jeweils am Drahtverlaufsmaximum bzw. -minimum berühren. 
Durch Ausrichtung der Schussdrahtlängsachse mit der Halbachse der Kettdraht-
schweißpunktellipse stellt sich hieraus die in Bild 6.1.4.10 gezeigte Aussparung im Kett-
draht ein. Kombiniert man einzelne Kettdraht- sowie Schussdrahtsegmente miteinander, 
kann ein Drahtgewebe beliebiger Größe mit lokal unterschiedlichen Geometrien und 
Schweißpunktgrößen modelliert werden. Es ist nur darauf zu achten, dass zwei benach-
barte Segmente im Bereich der Verknüpfung eine identische Steigung aufweisen müs-
sen.     
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Bild 6.1.4.10: Modellierung eines Kettdrahtsegments unter Berücksichtigung der tatsächlichen 
Schweißpunktfläche, Drahtsteigung, Maschenweite und Drahtgewebehöhe (Ursprungs-
geometrie)  
FEM-Simulation des Fließverhaltens 
Für die FEM-Simulation des Fließverhaltens der Einzelmaschenproben wurde gemäß 
der beschriebenen Vorgehensweise zunächst eine einzelne Mittelwertmasche modelliert, 
die die Mittelwerte der Maschenweite, Drahtsteigung, Drahtgewebehöhe und Kettdraht-
schweißpunktfläche berücksichtigt. Da die Festigkeit der Schussdrahtanbindung an das 
Deckblech vernachlässigbar ist und sich nur minimal auf den Verlauf der Zugkurve aus-
wirkt, wurde auf die Modellierung der Schussdrähte verzichtet. In Analogie zum Zugver-
such wird die Verformung über einen Referenzknoten in der Mitte eines starren Körpers, 
der die aufgeschweißte Mutter gemäß Bild 5.2.3 darstellt und fest mit dem oberen Deck-
blech verbunden ist, in das Modell eingeleitet. Dabei wird der Referenzknoten des unte-
ren starren Körpers fest eingespannt. Aufgrund der beobachteten Häufigkeit von Anbin-
dungsfehlern innerhalb der Kühlstrukturen berücksichtigt einer der drei Schweißpunkte 
nur eine flächenmäßige Anbindung an das Deckblech von ungefähr 80 %. Zur Simulation 
der Fließkurve wurden in der FEM-Software Abaqus den Einzelkomponenten Kettdraht 
und Deckbleich jeweils die ermittelten Stoffgesetze aus Kap. 6.1.2 und 6.1.3 über die 
User-Routine UHARD zugeordnet. Bild 6.1.4.11 zeigt die resultierende von-Mises-
Vergleichsspannungsverteilung nach 0,3 mm Verformung. Deutlich sind die überhöhten 
Spannungen am Übergang vom Kettdraht zum Deckblech zu erkennen. Insbesondere im 
Bereich des Anbindungsfehlers werden aufgrund der sehr scharfen Kerben die höchsten 
Belastungen ermittelt. Dabei deckt sich der in Bild 6.1.4.1 (a) und (b) beobachtete Ver-
sagensort mit dem in Bild 6.1.4.11 gezeigten Beanspruchungsbild.   
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Bild 6.1.4.11: Von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung im Mittelwertmodell einer Einzelmaschen-
probe nach u = 0,3 mm Verformung  
Um den Einfluss der Maschenweite auf die Festigkeit der Struktur zu untersuchen, wur-
den zwei weitere Einzelmaschenmodelle erstellt. Dabei berücksichtigt das 5 %-Modell 
eine Maschenweite mit 5-prozentiger Auftretenswahrscheinlichkeit, und das 95 %-Modell 
eine Maschenweite mit 95-prozentiger Auftretenswahrscheinlichkeit gemäß der Vertei-
lung in Bild 6.1.4.7 (a). Um die Ergebnisse der FEM-Simulation mit dem Mittelwertmodell 
vergleichen zu können, wurde die Höhe der neutralen Faser bei allen Modellen konstant 
gehalten. Die Drahtsteigung sD im linearen Drahtbereich kann über die in Bild 6.1.4.12 
gezeigte Abhängigkeit von der Maschenweite abgeschätzt werden. Dabei kann dieser 
Zusammenhang über eine einfache Potenzfunktion  
  2DsD1DD dmss   (6.1.4.12)
mit den Konstanten sD1 = 1,3 und sD2 = 0,71 beschrieben werden. Durch diese Formu-
lierung wird sichergestellt, dass bei sehr kleinen Maschenweiten entsprechend große 
Steigungen errechnet werden. Umgekehrt nähert sich die Steigung für sehr große Ma-
schenweiten dem Wert „Null“ asymptotisch an. 
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Bild 6.1.4.12: Abhängigkeit der Kettdrahtsteigung von der Maschenweite (Ursprungsgeometrie) 
Für die Drahtgewebehöhe, die unter anderem maßgeblich für die resultierende 
Schweißpunktgröße ist, wurde für alle drei Modelle der Mittelwert von 1,95 mm ange-
setzt. Dabei ergibt sich aufgrund der unterschiedlichen Maschenweiten sowie Schweiß-
punktgrößen für jede Probe ein anderer effektiver Hebelarm meff, der den äußersten Ab-
stand zweier benachbarter Schweißpunkte wiedergibt. Tabelle 6.1.4.1 führt die unter-
schiedlichen Geometriedaten für alle drei Modellvarianten auf. 
 p(m+dD) = 5% p(m+dD) = 50% p(m+dD) = 95% 
(m+dD)/2 1,83  2,13  2,41  
sD 0,51  0,47  0,425  
hs 1,95 1,95 1,95 
hNF 0,66 0,66 0,66 
ASP 2,03  2,37  2,68  
meff 0,6 0,68 0,79 
Tabelle 6.1.4.1: Geometrieparameter der unterschiedlichen Modellvarianten 
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Bild 6.1.4.13 zeigt die resultierende von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung nach 
u = 0,3 mm Weg in Abhängigkeit von der Kettdrahtgeometrie. Zur besseren Übersicht 
wurden die Deckbleche ausgeblendet. Wie zu erwarten, wird im 5 %-Modell für die Be-
reiche der höchsten Kerbwirkung aufgrund des im Vergleich geringsten effektiven He-
belarms mit v,max  910 MPa die höchste Vergleichsspannung beobachtet. 
Bild 6.1.4.13: Von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung im Kettdraht nach u = 0,3 mm Verformung 
für unterschiedliche Kettdrahtgeometrien (Ursprungsgeometrie)  
Der Einfluss der unterschiedlichen effektiven Hebelarme spiegelt sich auch in den Kraft-
Weg-Kurven in Bild 6.1.4.14 wider. Im Fall des 95 %-Modells stellt sich im Vergleich zum 
5 und 50 %-Modell bei einem identischen Verformungsbetrag eine deutliche geringere 
Reaktionskraft ein. Für den Vergleich mit der Simulation wurden nur experimentelle Zug-
kurven verwendet, die ab 0,1 mm Weg einen eher stetigen Kurvenverlauf aufweisen, da 
spontanes Ablösen von kleineren Anbindungsfeldern innerhalb eines Kettdrahtschweiß-
punktes nicht berücksichtigt werden konnte. Weiterhin wird während der Simulation im 
Bereich der Kerben an den Verbindungsstellen zwischen Kettdraht und Deckblech bei 
allen drei Modellen bereits nach ungefähr 0,4 mm Weg eine maximale Vergleichsspan-
nung von ungefähr v,max = 1000 MPa errechnet. Da der Kettdraht im einachsigen Zug-
versuch bei Raumtemperatur eine mittlere wahre „Zugfestigkeit“ von 1000 MPa aufweist, 
ist davon auszugehen, dass sich die Einzelmaschenproben im Bereich großer Verfor-
mungen über Rissinitiierung und -wachstum im Kerbbereich der Schweiß- und Wärme-
einflusszone weiter entfestigen. Stetiges Ablösen von Schweißpunkten durch Riss-
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wachstum wurde im Modell nicht berücksichtigt, so dass während der Simulation Ver-
gleichsspannungen von > 1000 MPa in den Kerbzonen ermittelt wurden. Zur Verdeutli-
chung diesen Effektes sind die simulierten Zugkurven in Bild 6.1.4.14 nach Erreichen 
dieser kritischen Spannung unterbrochen dargestellt. Insgesamt zeigt sich, dass die drei 
Modellvarianten das Streuband der Versuchsergebnisse bis zum Erreichen der kritischen 
Vergleichsspannung von 1000 MPa mit guter Genauigkeit beschreiben. 
 
Bild 6.1.4.14: Vergleich zwischen den Zugkurven von Experiment und FEM-Simulation in Abhängig-
keit von der Kettdrahtgeometrie (Ursprungsgeometrie)   
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6.1.5 Fließverhalten von Kühlstrukturen 
Experimentelle Ergebnisse 
Um das Fließverhalten der Kühlstrukturen mit Belastung senkrecht zum Drahtgewebe zu 
untersuchen, wurden an den in Bild 5.2.4.1 gezeigten Kopfzugproben Zugversuche in 
Abhängigkeit von der Temperatur durchgeführt. Durch Variation der Drahtgewebegeo-
metrie konnte zusätzlich der Einfluss verschiedener Drahtdurchmesser und Maschenwei-
ten auf die mechanische Hochtemperaturfestigkeit beurteilt werden. Die Bilder 6.1.5.1 
und 6.1.5.2 zeigen exemplarisch die Zugkurven bei Raumtemperatur und bei 650°C von 
den in Kapitel 5.2.4 beschriebenen Kopfzugprobenvarianten.   
 
Bild 6.1.5.1: Zugkurven von Kühlstrukturen in Abhängigkeit von der Drahtgewebegeometrie bei RT  
Alle Kurvenverläufe weisen bei Raumtemperatur und auch bei 650°C durch spontanes 
Schweißpunktversagen sowie durch Drahtbrüche signifikante Unstetigkeiten auf. Dabei 
wird der Kurvenverlauf der Kühlstrukturen mit feinem Drahtgewebe aufgrund der deutlich 
höheren Schweißpunktanzahl pro Flächeneinheit durch spontanes lokales Versagen we-
niger beeinflusst. An Stelle eines Festigkeitsmaximums bildet sich eine Art Plateau aus, 
in dem die Reaktionskraft über weite Verformungsbereiche näherungsweise konstant 
bleibt.   
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Bild 6.1.5.2: Zugkurven von Kühlstrukturen in Abhängigkeit von der Drahtgewebegeometrie bei 650°C  
Auffällig ist die bei beiden Temperaturen um mehr als den Faktor 2 höhere Bruchfestig-
keit der Kühlstrukturen in der Ursprungsgeometrie (Bezugsgeometrie dD = 1,2 mm) ge-
genüber den Kühlstrukturen mit feinerem (dD = 0,8 mm) und gröberem (dD = 1,6 mm) 
Drahtgewebe. Dieser Unterschied wird insbesondere im Verlauf der Bruchfestigkeits-
Temperatur-Kurven in Bild 6.1.5.3 deutlich.  
 
Bild 6.1.5.3: Bruchfestigkeit in Abhängigkeit von der Temperatur und Drahtgewebegeometrie  
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Insgesamt wurden an Kopfzugproben in der Ursprungsgeometrie 7 Zugversuche bei 
Raumtemperatur und jeweils 3 Zugversuche bei erhöhten Temperaturen durchgeführt. 
Bild 6.1.5.3 zeigt die ermittelten Mittelwerte mit den dazugehörigen Standardabweichun-
gen. Der Kurvenverlauf zeigt qualitativ eine gute Übereinstimmung mit den Kurvenver-
läufen der Zugfestigkeit über der Temperatur, wie sie an den Einzelkomponenten ermit-
telt wurden, und kann über ein kubisches Polynom 
3
4
2
321Br ffffF    (6.1.5.1)
mit den Konstanten f1 = 9650 N, f2 = 8,7 N/°C, f3 = 0,022 N/°C2 und f4 = 2,35E5 N/°C3 
beschrieben werden. Aufgrund der komplexen Fertigung der Kopfzugproben und der 
damit verbundenen geringen Verfügbarkeit wurde darauf verzichtet, an Proben mit feine-
rem und gröberem Drahtgewebe weitere Zugversuche durchzuführen. Der unterbroche-
ne Kurvenverlauf soll den temperaturabhängigen Verlauf der Bruchfestigkeit lediglich 
andeuten. 
Bei genauerer Betrachtung der gebrochenen Kopfzugproben in Bild 6.1.5.4 fällt auf, dass 
Proben in der Ursprungsgeometrie deutlich mehr durch spontane Drahtbrüche versagen, 
während Proben mit feinerem und gröberem Drahtgewebe fast ausschließlich durch 
Schweißpunktablösung brechen. Bei Drahtbrüchen kann davon ausgegangen werden, 
dass die für die Anbindungsqualität der Schweißpunkte ausschlaggebenden Schweißpa-
rameter des Kondensatorimpulsschweißprozesses nicht weiter optimiert werden müs-
sen, da verantwortlich für die Festigkeit der Gesamtstruktur nur noch die Festigkeit der 
einzelnen Kettdrahtstege ist.  
feines Drahtgewebe 
dD = 0,8 mm 
m = 2 ; hS = 1,4 mm 
Ursprungsgeometrie 
dD = 1,2 mm 
m = 3 ; hS = 2 mm 
grobes Drahtgewebe 
dD = 1,6 mm 
m = 4,75 ; hS = 2,6 mm 
Bild 6.1.5.4: Bruchbilder von versagten Kühlstrukturen nach quasistatischer Zugbelastung  
Da die Schweißparameter für den Kondensatorimpulsschweißprozess im Rahmen des 
Sonderforschungsbereichs bereits hinsichtlich auftretender Schweißspritzer bei hohen 
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Stromstärken und schlechter Anbindung bei niedrigen Stromstärken bei allen Geomet-
rievarianten optimiert wurden [Jia07], ist anzunehmen, dass Kühlstrukturen in der Ur-
sprungsgeometrie eine für den Kondensatorimpulsschweißprozess im Vergleich günsti-
gere Geometrie aufweisen. 
FEM-Simulation des Fließverhaltens 
Um das Fließverhalten der Kühlstruktur in der Ursprungsgeometrie numerisch simulieren 
und auch Schweißpunktversagen während der Simulation mit einbeziehen zu können, 
wurde eine vollständige Kopfzugprobe gemäß Bild 5.2.4.1 modelliert. Hierfür wurde das 
Drahtgewebe, welches insgesamt 25 Schweißpunkte an der Oberseite und 24 an der 
Unterseite berücksichtigt, aus einzelnen, gemäß Kapitel 6.1.4 erstellten Einzelmaschen 
zusammengesetzt. Das in Bild 6.1.5.5 in der Seitenansicht dargestellte Mittelwertmodell 
reflektiert die aus den Verteilungen gemäß Bild 6.1.4.6 und 6.1.4.7 ermittelten 50 %-
Werte der Maschenweite, Drahtsteigung, Schweißpunktgröße sowie Drahtgewebehöhe. 
Da bei den Kopfzugproben die Verformung bzw. Kraft über eine Hohlkehlnaht, die je-
weils einen Stahlverbindungswürfel an dessen Umfang mit dem oberen und unteren 
Deckblech verbindet, in die Kühlstruktur eingeleitet wird, und sich hierdurch eine leicht 
ungleichmäßige Belastung des Drahtgewebes einstellt, wurde das FEM-Modell analog 
hierzu modelliert. Gemäß Bild 6.1.5.5 wird die Verformung über einen starren Körper, der 
nur über die tatsächliche Breite der Schweißnaht am äußeren Rand mit den Deckble-
chen verbunden ist, in die Kühlstruktur eingeleitet. Dabei wird der untere starre Körper 
fest eingespannt und der obere senkrecht zur Zwischenlage verschoben. 
 
Bild 6.1.5.5: Seitenansicht der modellierten Kopfzugprobe in der Ursprungsgeometrie  
Da die Kühlstrukturen während der Prüfung durch spontanes Schweißpunktversagen 
sowie durch Drahtbrüche versagen, war es Grundvoraussetzung für eine treffende Simu-
lation, die Versagenszeitpunkte der einzelnen Maschen abzuschätzen. Hierfür wurde 
durch eine gleichverteilte Zufallsziehung aus der in Bild 6.1.4.5 gezeigten Verteilung der 
Bruchwege jeder einzelnen Kettdrahtmasche ein Bruchweg zugeordnet. Durch das Lö-
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sen der Verbindungsstellen zwischen Kettdraht und Deckblech nach Erreichen der loka-
len kritischen Verformung konnte hierdurch Schweißpunktversagen simuliert werden. 
Dabei wurde in diesem Zusammenhang nicht zwischen Drahtbruch und Schweißpunkt-
versagen unterschieden.  
Zusätzlich berücksichtigen gemäß einer gleichverteilten Zufallsziehung einzelne 
Schweißpunkte, wie im Modell der Einzelmasche beschrieben, flächige Anbindungsfeh-
ler von ungefähr 20 %. Bild 6.1.5.6 zeigt die von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung 
von einer Kühlstruktur in der Ursprungsgeometrie nach einer Verformung von 
u = 0,43 mm. Deutlich sind die bereits versagten Schweißpunkte an der niedrigen Ver-
gleichsspannung und der damit verbundenen hellen Einfärbung im Modell zu erkennen. 
Aufgrund der leicht ungleichmäßigen Krafteinleitung über die Hohlkehlnaht versagen die 
Einzelmaschen im randnahen Bereich trotz der statistisch verteilten Bruchwege deutlich 
früher. 
Bild 6.1.5.6: Von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung im Mittelwertmodell nach u = 0,43 mm  
Bild 6.1.5.7 zeigt einen direkten Vergleich zwischen zwei auf diese Weise simulierten 
sowie 7 experimentell ermittelten Zugkurven. Wie bereits erwähnt wird der Kurvenverlauf 
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durch die Versagenszeitpunkte der Schweißpunkte sowie Kettdrahtstege massiv beein-
flusst. In Anbetracht der großen Streuung der Versuchsergebnisse zeigt sich für eine auf 
statistischen Methoden gestützte FEM-Simulation eine zufriedenstellende Übereinstim-
mung mit der Realität. 
 
Bild 6.1.5.7: Vergleich zwischen simulierten und experimentell ermittelten Zugkurven  
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6.2 Kriechverhalten 
6.2.1 Konzept der inneren Rückspannung 
Um das Kriechverhalten der Kühlstrukturen mit hinreichender Genauigkeit numerisch 
simulieren zu können, muss vorerst das Kriechverhalten der Einzelkomponenten mit ge-
eigneten Materialgesetzen beschrieben werden. Aufgrund des geometrischen Aufbaus 
sowie durch spontanes Schweißpunktversagen während des Betriebs werden die Kühl-
strukturen lokal sehr unterschiedlich sowie zeitveränderlich beansprucht. Die in der Pra-
xis eingesetzten Modelle zur Beschreibung und Abschätzung des Bauteilverhaltens sind 
in der Regel für einfache Beanspruchungsfälle mit konstanten Beanspruchungs-
bedingungen konzipiert. Tabelle 6.2.1.1 gibt einen Überblick über verschiedene Ansätze 
zur Beschreibung der minimalen Kriechgeschwindigkeit im sekundären Kriechbereich. 
Norton (1929): 1N1
min
S
dt
d  
	




  
Soderberg (1936): 
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Feltham (1957):   
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Garofalo (1963):    4N14
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sinhS
dt
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Barret und Nix (1965):   
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Granacher (1983): 
136 eS
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Tabelle 6.2.1.1: Ansätze zur Beschreibung der minimalen Kriechgeschwindigkeit im sekundären 
Kriechbereich [Mag07, Gra91] 
Um den primären und teilweise auch tertiären Kriechbereich mit berücksichtigen zu kön-
nen, werden häufig Potenz- und Exponentialfunktionen eingesetzt. Tabelle 6.2.1.2 führt 
hierzu einige Beispiele auf. 
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Marin (1952): t
dt
d
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A 
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Graham-Wales (1955): 
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Garofalo (1965):   t
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Granacher (1990): 
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Tabelle 6.2.1.2: Ansätze zur Beschreibung der Kriechverformung [Gra91]  
Mit Hilfe der in den Tabellen 6.2.1.1 und 6.2.1.2 aufgeführten mathematischen Ansätze 
ist eine vollständige Beschreibung des Strukturverhaltens bei den vorliegenden komple-
xen Beanspruchungen nur eingeschränkt möglich. Sie berücksichtigen die lokale Bean-
spruchungsvorgeschichte nur unzureichend. Des Weiteren ist es aufgrund des Struktur-
aufbaus und der hierdurch lokal sehr unterschiedlichen Beanspruchungsbedingungen 
zwingend erforderlich, die örtliche momentane Kriechgeschwindigkeit der Kühlstruktur 
zeitunabhängig als Funktion der örtlichen wahren Spannung sowie der akkumulierten 
wahren Kriechdehnung zu formulieren. 
Um Phänomene, wie Transientenverhalten, Bauschinger-Effekt oder zyklische Ver- und 
Entfestigung mit erfassen zu können, wurden in der Vergangenheit unterschiedlichste 
Modelle, die auf verschiedensten physikalischen Vorstellungen basieren, entwickelt. Die-
se lassen sich grundsätzlich in die Gruppen der phänomenologisch und der mikrostruktu-
rell basierten Modelle unterscheiden. 
Die Modelle nach der ersten Gruppe weisen viele gemeinsame, charakteristische Merk-
male auf, die größtenteils auf der klassischen Plastizitätstheorie basieren. Dabei kann 
die Gesamtdehnrate in einen elastischen, inelastischen sowie thermischen Anteil auf-
gespalten werden: 
thinelges dt
d
dt
d
dt
d
dt
d
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Der inelastische Anteil setzt sich sowohl aus der plastischen als auch aus der 
viskoplastischen Verformung zusammen. Die wichtigsten Ansätze hierzu wurden von 
Walker [Wal81], Miller [Mil76-1, Mil76-2], Robinson [Rob78], Hart [Har76], Chaboche 
[Cha83-1, Cha83-2, Cha89-1, Cha89-2, Cha89-3] und Krempl et al. [Kre98, Maj94, 
Eis97] aufgestellt.  
Die mikrostrukturellen Modelle der zweiten Gruppe beschreiben die Fließvorgänge über 
die Entwicklung der Mikrostruktur. Dies kann z.B. durch die Berücksichtigung der freien 
Versetzungsdichte, oder makroskopisch durch der Mikrostruktur zugeordnete innere Va-
riablen, erreicht werden. Ausgehend von Gleichung 6.2.1.1 wird die inelastische Dehn-
geschwindigkeit als kinetische Gleichung 
)S,T,(f
dt
d
in
 
	




  (6.2.1.2)
in Abhängigkeit von der Spannung , der Temperatur T sowie dem momentanen Zu-
stand der Mikrostruktur S formuliert. Dabei muss für eine vollständige Beschreibung der 
Verformungsgeschwindigkeit die Evolution der Struktur S mit fortschreitender Verfor-
mung  über  
),S,T,(f
d
dS
in

	




  (6.2.1.3)
erfasst werden. 
Zu den mikrostrukturorientierten Modellansätzen gehören das Ein- und das Zweiparame-
termodell nach Estrin und Mecking [Est84, Est86], das Verbundmodell nach Vogler et al. 
[Vog90], das stochastische Mittelwertmodell nach Steck [Ste86] und das Konzept der 
inneren Rückspannung (Overstress-Konzept), welches für die im Rahmen dieser Arbeit 
durchgeführten FEM-Simulationen des Kriechverhaltens verwendet wurde und im Fol-
genden näher erläutert werden soll:  
Das Modell basiert auf dem klassischen Norton-Bailey-Potenzkriechgesetz und be-
schreibt nach Vorschlägen von Pantelakis, Kaiser, Shaker, Rix und El-Magd [Mag85, 
Mag90-1, Mag90-2, Mag91, Kai87, Sha89, Sha92, Rix97] das Zeitstandverhalten mit 
einer inneren Strukturvariablen, der „inneren Rückspannung“ i. Dabei kann die inelasti-
sche Dehngeschwindigkeit (d/dt) als modifizierte Potenzfunktion der effektiven Span-
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nung (  i) dividiert durch den isotropen Verformungswiderstand F und die Schädi-
gungsfunktion (1  D) zu 
   i
n
F
i
0
sgn
D1dt
d
dt
d 



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  (6.2.1.4)
formuliert werden. Unter konstanter Temperaturbeanspruchung sind hierin die Parameter 
(d/dt)0 und n als Werkstoffkonstanten aufzufassen. Der isotrope Verformungswiderstand 
F kann für die bei Kriechprozessen üblichen niedrigen Dehnraten zu „Eins“ gesetzt wer-
den. Die innere Rückspannung i sowie der Schädigungsparameter D hängen hingegen 
von der Entwicklung der Mikrostruktur ab und sind somit eine Funktion der Dehnung  
und der Spannung  
),(fD,i    (6.2.1.5)
Die innere Rückspannung ist in diesem Zusammenhang ein makroskopisch messbarer 
Parameter, der ein Maß für den Verformungswiderstand eines Metalls ist. Nach [Mec81, 
Bas59, Ahl71] kann ein Zusammenhang zwischen der Versetzungsdichte , die über  
  bG0  (6.2.1.6)
proportional zur im Gleitsystem wirkenden Schubspannung ist, und der inneren Rück-
spannung i durch 
  bGi  (6.2.1.7)
hergestellt werden. Hierin sind bzw.0 eine Konstante, G der Schubmodul und b der 
Burgersvektor. Um die Änderungsrate der Versetzungsdichte  mit der Verformung  zu 
beschreiben, kann eine Evolutionsgleichung der Form 

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aufgestellt werden.  
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Primärer Kriechbereich 
Gemäß [Est84, Est86, Orl82, Koc76] wurde die Evolution der Versetzungsdichte  mit 
der Scherung  über  


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1 kkd
d
 (6.2.1.9)
beschrieben. In dieser Gleichung steht der erste Summand mit dem konstanten Koeffi-
zienten k1* für die athermische Verfestigung, die aus der Akkumulation der Versetzungs-
dichte als Folge der Immobilisierung und „Speicherung“ von Versetzungen resultiert. Der 
zweite negative Summand mit dem Koeffizienten k2* beschreibt die parallel ablaufenden 
thermischen Entfestigungs- bzw. Erholungsvorgänge, durch die Versetzungen umgeord-
net und ausgelöscht werden. Dabei kann sich die Versetzungsdichte reduzieren, indem 
sich Versetzungen mit umgekehrtem Burgersvektor gegenseitig aufheben. Bei Stufen- 
und Schraubenversetzungen, die sich in der gleichen Gleitebene annähern, wird auf die-
se Weise das Gitter am Ort des Zusammentreffens geheilt. Durch die beim Kriechen 
vorherrschenden hohen Temperaturen, die in der Regel größer 0,3 mal TS sind, können 
Stufenversetzungen gemäß dem Leerstellenmechanismus durch Klettern und Schrau-
benversetzungen durch Quergleiten ihre Gleitebene verlassen und sich somit gegensei-
tig auslöschen.  
Durch Übertragung auf den Fall der Kriechbelastung kann Gleichung 6.2.1.9 zu 
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
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 (6.2.1.10)
geschrieben werden. Dabei wird die Evolution der inneren Rückspannung (di / d) durch 
Differenzieren von Gleichung 6.2.1.7 nach der Versetzungsdichte  gemäß 
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mit Gleichung 6.2.1.10 zu 
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bestimmt. Durch Ausmultiplizieren und Einsetzen von Gleichung 6.2.1.7 wird Glei-
chung 6.2.1.12 zu 
i
21i
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kbG
2
k
d
d 

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  (6.2.1.13)
umgeformt. Mit steigender Dehnung  nimmt die innere Rückspannung am Ende des 
primären Kriechbereichs ihren stationären Wert is an, so dass für die Änderungsrate der 
inneren Rückspannung gilt: 
 0
d
d i 
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 (6.2.1.14)
Über diese Randbedingung lässt sich der Koeffizient k1 zu 
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kk 
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bestimmen, und man erhält durch Einsetzen in Gleichung 6.2.1.13 
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Gemäß [Sha91] kann k2 / 2 mit C1 / s ersetzt werden, wobei C1 eine Werkstoffkonstante 
ist und s die Dehnung am Ende des primären Kriechbereichs. Über die Randbedingun-
gen 
 
  0ii
0
0
0




 (6.2.1.17)
kann Gleichung 6.2.1.16 von der spontanen Dehnung 0 bis  bzw. von der spontanen 
inneren Rückspannung i0 bis i für den primären Kriechbereich integriert werden:  
 
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



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s
1
iis
i  (6.2.1.18)
Hieraus folgt:  
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Durch Umformen erhält man die Evolution der inneren Rückspannung mit der Dehnung 
über 
   
	





 0
s
1
0iisisi
Cexp 

 .  (6.2.1.20)
und hieraus 
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Falls der spontane Wert der inneren Rückspannung zu Beginn des Kriechversuchs sehr 
klein ist und somit vernachlässigt werden kann, vereinfacht sich Gleichung 6.2.1.21 zu 
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Sekundärer Kriechbereich 
Im sekundären Kriechbereich ist die Änderungsrate der Mikrostruktur annähernd „Null“, 
und es herrscht ein Gleichgewicht zwischen dem athermischen Verfestigungs- und dem 
dynamischen Entfestigungsterm aus Gleichung 6.2.1.10. Für die Änderungsrate der in-
neren Rückspannung gilt nach Erreichen der sekundären Kriechdehnung s: 
0
d
d,
dt
d ii 


 (6.2.1.23)
Somit ist der Wert der inneren Rückspannung nur noch von der von außen angelegten 
Lastspannung  sowie Temperatur T abhängig und geht bei s in den stationären Wert 
der inneren Rückspannung is über: 
  .konstT,,Sisi    (6.2.1.24)
Um bei konstanter Temperatur die Abhängigkeit der stationären inneren Rückspannung 
von der Lastspannung zu beschreiben, wurde von [Abd90] die gleichzeitige Gültigkeit 
des Norton-Bailey-Potenzkriechgesetzes [Nor29, Bai30] 
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sowie des Konzepts der inneren Rückspannung 
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postuliert. Durch Gleichsetzen von Gleichung 6.2.1.25 und 6.2.1.26 erhält man  
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und hieraus 
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Mit zunehmender äußerer Spannung  strebt is einem temperaturabhängigen Sätti-
gungswert iss entgegen. Nach [Kra02] kann Gleichung 6.2.1.28 mit 
n
N
  (6.2.1.29)
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  (6.2.1.31)
geschrieben werden. Der Kriechexponent n wird in diesem Zusammenhang über die Auf-
tragung der minimalen Kriechgeschwindigkeit über der effektiven Spannung (  is) er-
mittelt. 
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6.2.2 Kriechverhalten von Nicrofer-6025HT-Vollmaterial 
Experimentelle Ergebnisse 
Die Kühlstrukturen werden während des Betriebes durch die Kombination aus Kühl-
dampfinnendruckdifferenz und Hochtemperaturbeanspruchung des Heißdampfes primär 
durch Kriechprozesse geschädigt. Dabei ist es für eine treffende FEM-Simulation des 
Kriechverhaltens essentiell, geeignete Stoffgesetze an den Einzelkomponenten gerader 
Draht und Deckblech zu ermitteln. Zu Vergleichszwecken wurden hierfür zunächst tech-
nische Kriechversuche bei 650, 700 und 750°C an Nicrofer-6025HT-Vollmaterialproben 
durchgeführt, die in Analogie zu den Kühlstrukturen bei 1220°C lösungsgeglüht wurden. 
Die Bilder 6.2.2.1 bis 6.2.2.3 zeigen jeweils die ermittelten Kriechdehnungs- sowie 
Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven für die verschiedenen Prüftemperaturen.  
(a) (b) 
Bild 6.2.2.1: Kriechdehnungs-Zeit- (a) sowie Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven (b) bei 650°C für 
Nicrofer-6025HT-Vollmaterialproben (lösungsgeglüht 1220°C) 
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(a) (b) 
Bild 6.2.2.2: Kriechdehnungs-Zeit- (a) sowie Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven (b) bei 700°C für 
Nicrofer-6025HT-Vollmaterialproben (lösungsgeglüht 1220°C) 
(a) (b) 
Bild 6.2.2.3: Kriechdehnungs-Zeit- (a) sowie Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven (b) bei 750°C für 
Nicrofer-6025HT-Vollmaterialproben (lösungsgeglüht 1220°C) 
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Aus den Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven wurden in Abhängigkeit von der Tempera-
tur und Lastnennspannung die minimalen Kriechgeschwindigkeiten (d/dt)min ermittelt 
und in Form eines Norton-Bailey-Plots in Bild 6.2.2.4 (a) dargestellt. In doppelt-
logarithmischer Darstellung kann die lineare Beziehung zwischen der minimalen Kriech-
geschwindigkeit und der Spannung gemäß [Nor29, Bai30] über 
N
min
A
dt
d  
	




  (6.2.2.1)
beschrieben werden. Hierin ist N der Spannungsexponent und A ein temperaturabhängi-
ger Faktor, der durch die Arrhenius-Beziehung ausgedrückt werden kann: 
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QexpAA 0  (6.2.2.2)
Dabei entspricht Q der Aktivierungsenergie für Selbstdiffusion, R der allgemeinen Gas-
konstante, T der Temperatur in Kelvin und A0 einem Vorfaktor. 
 
(a) (b) 
Bild 6.2.2.4: Norton-Bailey-Plot für Nicrofer-6025HT-Vollmaterial (a) sowie Norton-Bailey-
Kriechexponent N in Abhängigkeit von der Temperatur (b) 
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Für das Temperaturintervall 650 - 750°C zeigt der Norton-Bailey-Exponent N in 
Bild 6.2.2.4 (b) eine lineare Abhängigkeit von der Prüftemperatur und kann über die im 
Diagramm dargestellte Geradengleichung beschrieben werden. 
Der Zusammenhang zwischen der Bruchzeit und der minimalen Kriechgeschwindigkeit in 
Bild 6.2.2.5 lässt sich mit guter Übereinstimmung unabhängig von der Prüftemperatur 
einheitlich über eine modifizierte Monkman-Grant-Beziehung [Mon56] 
Mc
min
MBr dt
dbt 
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 (6.2.2.3)
darstellen, bei der der Kriechgeschwindigkeitsexponent cM einen Wert ungleich 1 an-
nimmt und bM der ursprünglichen Monkman-Grant-Konstante entspricht. Für die lö-
sungsgeglühten Vollmaterialproben wurde cM zu 0,83 und bM zu 0,195 bestimmt.  
 
Bild 6.2.2.5: Modifizierte Monkman-Grant-Beziehung für Nicrofer-6025HT-Vollmaterialproben  
Durch Gleichsetzen der minimalen Kriechgeschwindigkeiten aus Gleichung 6.2.2.1 und 
6.2.2.3 kann der Zusammenhang zwischen der Nennspannung  und der Bruchzeit tBr 
über   
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berechnet werden. Hierdurch ergeben sich die in Bild 6.2.2.6 gezeigten Zeitbruchlinien in 
Abhängigkeit von der Temperatur. Zusätzlich sind für die gleichen Temperaturen die vom 
Hersteller [Thy07] angegebenen ertragbaren Nennspannungen für eine Bruchzeit von 
104 h mit eingetragen. Bis auf den 650°C-Wert, der eine um etwa 14 % niedrigere Zeit-
standfestigkeit aufweist, bestätigen die Literaturwerte die extrapolierten Zeitbruchlinien. 
 
Bild 6.2.2.6: Zeitbruchlinien von Nicrofer-6025HT-Vollmaterialproben im lösungsgeglühten Zustand in 
Abhängigkeit von der Temperatur 
Da für eine Dampfturbine Lebensdauern von über 20 Jahren gefordert werden, stellt sich 
grundsätzlich die Frage nach geeigneten Extrapolationsverfahren, um aus kurzzeitigen 
Versuchen bei erhöhten Temperaturen auf die ertragbaren Spannungen bei langen Zei-
ten und niedrigen Spannungen zu schließen. Aus der Temperaturabhängigkeit der se-
kundären Kriechgeschwindigkeit kann nach Larson und Miller [Lar52] der Einfluss von 
Temperatur und Zeit bis zum Bruch durch den sogenannten Larson-Miller-Parameter P 
zusammengefasst werden:  
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Hierin sind T die Temperatur in Kelvin, tBr die Bruchzeit in Stunden und cLM eine Konstan-
te, die für viele Eisen-, Nickel- und Kobaltwerkstoffe zu ungefähr 20 gesetzt werden 
kann. Für das in Bild 6.2.2.7 dargestellte Larson-Miller-Diagramm stellt sich allerdings für 
eine Konstante cLM = 27 ein signifikant engeres Streuband der Versuchsdaten ein. Dabei 
zeigen auch die aus [Thy07] entnommenen Literaturdaten mit cLM = 27 eine akzeptable 
Übereinstimmung mit der Regressionskurve. 
 
Bild 6.2.2.7: Larson-Miller-Plot für Nicrofer-6025HT-Vollmaterialproben sowie Literaturwerte im lö-
sungsgeglühten Zustand 
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Strain-Transient-Dip-Versuche 
Um gemäß Gleichung 6.2.1.31 die Abhängigkeit der stationären inneren Rückspannung 
is von der von außen angelegten Lastspannung  zu ermitteln, wurden an lösungsge-
glühten Nicrofer-6025HT-Vollmaterialproben bei 650°C so genannte Strain-Transient-
Dip-Versuche im sekundären Kriechbereich durchgeführt. Hierbei wird die angelegte 
Lastspannung   in den jeweils zu untersuchenden Kriechstadien schrittweise um ! 
reduziert. Die verbleibende Restspannung R bewirkt eine Veränderung des Kriechver-
haltens, das mit der Höhe der inneren Rückspannung in Beziehung gebracht werden 
kann. Bei großen Entlastungen wird eine spontane negative Kriechgeschwindigkeit fest-
gestellt.  
 
 
Bild 6.2.2.8:  Strain-Transient-Dip-Versuch im sekundären Kriechbereich an lösungsgeglühten Nicro-
fer-6025HT-Vollmaterialproben 
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Mit dieser Methode wird die Restspannung R bestimmt, bei der die Kriechgeschwindig-
keit unmittelbar nach der Entlastung den Wert „Null“ annimmt. Bild 6.2.2.8 (oben) zeigt 
am Beispiel der Vollmaterialproben für eine Lastspannung 0von 420 MPa sowie unter-
schiedlich gewählte Teilentlastungen R den zeitlichen Verlauf der Spannung eines 
Strain-Transient-Dip-Versuchs im sekundären Kriechbereich. Der nach den verschiede-
nen Spannungsreduzierungen resultierende Verlauf der Kriechdehnung ist in 
Bild 6.2.2.8 (unten) dargestellt. Aufgrund der geringen Dehnungsunterschiede wurde für 
die Vollmaterialproben der Wert der spontanen Kriechgeschwindigkeit jeweils durch eine 
lineare Regression von !t = 0 bis !t = 0,05 h und durch anschließendes Differenzieren 
nach der Zeit ermittelt. Nach erneuter Belastung auf die Lastspannung 0 stellt sich wie-
der die ursprüngliche Werkstoffstruktur mit einer konstanten sekundären Kriechge-
schwindigkeit (ds / dt) von ungefähr 9E4 1/h ein. Im direkten Vergleich mit der minima-
len Kriechgeschwindigkeit von 1E3 1/h, wie sie gemäß Bild 6.2.2.4 (a) im Kriechver-
such bei konstanter Belastung ermittelt wurde, zeigt dieser Wert eine gute Übereinstim-
mung. 
Bild 6.2.2.9 zeigt die resultierenden spontanen Kriechgeschwindigkeiten in Abhängigkeit 
von der Restspannung. Dabei stellt sich erst ab einer Spannungsreduzierung auf 
340 MPa eine negative Kriechverformung ein. 
 
Bild 6.2.2.9: Ermittlung der stationären inneren Rückspannung durch lineare Regression 
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Die stationäre innere Rückspannung ergibt sich aus dem Schnittpunkt der im Bild ge-
zeigten Ausgleichsgeraden mit der Nulllinie der spontanen Kriechgeschwindigkeit.  
Zur Beschreibung der Abhängigkeit der stationären inneren Rückspannung von der 
Lastspannung wird nach Gleichung 6.2.1.29 der Parameter  aus dem Verhältnis des 
Norton-Bailey-Kriechexponenten N und des Kriechexponenten n des Konzepts der inne-
ren Rückspannung berechnet. Bild 6.2.2.10 zeigt hierzu den Zusammenhang zwischen 
der minimalen Kriechgeschwindigkeit und der effektiven Spannung. Man erkennt anhand 
des engen Streubandes, dass die Gültigkeit des Potenzkriechgesetzes nach Norton und 
Bailey auch in Bezug auf das Rückspannungskonzept gewährleistet ist.  
 
(a) (b) 
Bild 6.2.2.10: Minimale Kriechgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der effektiven Spannung (a) sowie 
Beschreibung der Spannungsabhängigkeit der stationären inneren Rückspannung (b) 
Durch eine lineare Regression der Versuchswerte in doppelt-logarithmischer Darstellung 
wurde die Konstante n zu 3,4 ermittelt. Mit N = 12,1 gemäß Bild 6.2.2.4 (a) und dem 
hieraus resultierenden Parameter  = 12,1 / 3,4 = 3,6 konnte der Verlauf der stationären 
inneren Rückspannung in Abhängigkeit von der Lastspannung  in Bild 6.2.2.10 (b) be-
schrieben werden. Dabei wurde der temperaturabhängige Sättigungswert der stationären 
inneren Rückspannung iss über eine Ausgleichsrechnung zu 380 MPa bestimmt. 
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FEM-Simulation 
Da die numerische Simulation des Kriechverhaltens der Nicrofer-6025HT-
Vollmaterialproben mit Hilfe der kommerziellen FEM-Software Abaqus grundsätzlich auf 
den wahren Werten der Spannung sowie der akkumulierten Kriechdehnung basiert, 
muss das über eine User-Subroutine vorgegebene Konzept der inneren Rückspannung 
analog hierzu modifiziert werden. Gemäß Bild 6.2.2.11 (a) ergibt sich in diesem Zusam-
menhang ein wahrer Kriechexponent von n´ = 2,9, wenn die sekundäre wahre Kriechge-
schwindigkeit (d´s / dt) über der effektiven wahren Spannung (´s  ´is) am Ende des 
primären Kriechbereichs bei  = s aufgetragen wird.  
  
(a) (b) 
Bild 6.2.2.11: Minimale wahre Kriechgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der effektiven wahren 
Spannung (a) sowie Beschreibung der Spannungsabhängigkeit der wahren stationären 
inneren Rückspannung (b) 
Da im FEM-Modell die lokale Berechnung der stationären inneren Rückspannung nach 
Gleichung 6.2.1.31 auf der wahren Spannung basiert, wurde unter der Annahme der Vo-
lumenkonstanz der temperaturabhängige Sättigungswert der stationären inneren Rück-
spannung iss zu    
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   1ississ  (6.2.2.6)
modifiziert. Der wahre Wert der stationären inneren Rückspannung im sekundären 
Kriechbereich kann hierdurch dehnungsabhängig formuliert werden. Bild 6.2.2.11 (b) 
zeigt hierzu die Nennwerte sowie die korrigierten wahren Werte der stationären inneren 
Rückspannung bei  = s in Abhängigkeit von der Lastspannung. Hierin beschreibt die 
gepunktete Linie mit einem konstanten Nennwert von iss die Nennwerte von is gemäß 
Bild 6.2.2.10 (b) und die volle Linie gemäß Gleichung 6.2.2.6 exemplarisch für 
 = s ( = 460 MPa) den wahren Wert von ´is bei ´( = 460 MPa).  
Bild 6.2.2.12 zeigt die Abhängigkeit des für Gleichung 6.2.1.22 notwendigen Quotienten 
C1 / ´s von der Lastspannung . Die Werte können mit guter Übereinstimmung durch 
eine Potenzfunktion 
12C
11
s
1 CC 



 (6.2.2.7)
angenähert werden. Hierin sind C11 und C12 Konstanten, die über eine Ausgleichsrech-
nung zu C11 = 4,5E25 und C12 = 8,4 ermittelt wurden. 
 
Bild 6.2.2.12: Parameter C1 / ´s in Abhängigkeit von der Nennspannung  
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Um die gemessenen Kriechkurven durchgängig vom primären Kriechbereich bis zum 
Bruch simulieren zu können, wurde der Verlauf der kombinierten Schädigung (D + D(p)) 
im tertiären Kriechbereich von der Dehnung ´* zum Zeitpunkt des Erreichens der mini-
malen Kriechgeschwindigkeit t* bis zum Versagen bei ´Br separat beschrieben und im 
Konzept der inneren Rückspannung über eine Fallunterscheidung mit  
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berücksichtigt. Hierdurch wird postuliert, dass Schädigung erst zum Zeitpunkt des Errei-
chens der minimalen Kriechgeschwindigkeit einsetzt. Dabei wird die Evolution der kom-
binierten Schädigung einerseits als Verlust an innerem Querschnitt (Schädigung D durch 
Porenwachstum und Rissbildung) und andererseits als die Reifung der ausgeschiedenen 
´-Phase (Schädigung D(p) durch Abnahme der Partikelspannung p) gedeutet. Für den 
primären und sekundären Kriechbereich wird die kombinierte Schädigung zu „Null“ ge-
setzt. Die Festigkeitssteigerung durch Ausscheidung (Anstieg der Partikelspannung p) 
wird in diesen Bereichen über die Evolution der inneren Rückspannung i berücksichtigt. 
Im tertiären Kriechbereich strebt die kombinierte Schädigung von ihrem Anfangswert 
(D + D(p))  = 0 dem Wert 1 entgegen, so dass die wahre Kriechgeschwindigkeit bei Er-
reichen der wahren Bruchdehnung unendlich groß wird. 
Für die Beschreibung des Schädigungs- und Ausscheidungsverhaltens der Nicrofer-
6025HT-Vollmaterialproben im tertiären Kriechbereich wurde ein mathematischer Ansatz 
verwendet, der auf der Schädigungsbeschreibung gemäß Kachanov [Kac67] und Rabot-
nov [Rab69] basiert: 
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Hierin ist t die Kriechzeit, tBr die Kriechbruchzeit und a und p sind werkstoffabhängige 
Parameter. Da die Kühlstrukturen aufgrund ihres geometrischen Aufbaus lokal sehr un-
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terschiedliche Beanspruchungsbedingungen aufweisen, wurde die Evolution der Schädi-
gung aus Gleichung 6.2.2.9 gemäß [Sha91] dehnungskontrolliert formuliert 
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mit Br als Kriechbruchdehnung und mD als ein spannungs-, temperatur- und strukturab-
hängiger Parameter. 
Die Kriechgeschwindigkeitskurven der Vollmaterialproben in den Bildern 6.2.2.1 bis 
6.2.2.3 weisen zu im Vergleich langen Prüfzeiten hin nach Erreichen der minimalen 
Kriechgeschwindigkeit zwei Wendepunkte auf, die auf ein zeit- und temperaturabhängi-
ges Ausscheidungsverhalten dieses Werkstoffes hindeuten (vermutlich Ausscheidung 
der ´-Phase). Bild 6.2.2.13 (links) zeigt hierzu den Verlauf der wahren Kriechgeschwin-
digkeit in Abhängigkeit von der angelegten Lastspannung und der auf die Bruchdehnung 
normierten Kriechdehnung für eine Prüftemperatur von 650°C.   
Bild 6.2.2.13:  Vergleich zwischen experimentell ermittelter sowie modellierter kombinierter Schädi-
gung und Ausscheidung (links) und keilförmige Risse auf den Korngrenzen (rechts) 
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Das Material versagt durch keilförmige Risse, die so genannten wedge-type-cracks, an 
Korngrenztripelpunkten. Bild 6.2.2.13 (rechts) zeigt hierzu die lichtmikroskopische Auf-
nahme eines Gefügebereichs in der Nähe der Bruchzone. Für eine treffende Simulation 
wurde die Evolution der Schädigung D in Kombination mit dem zeitabhängigen Aus-
scheidungsverhalten der Partikelspannung D(P) bei 650°C lastspannungsabhängig 
durch eine empirische Modifikation von Gleichung 6.2.2.10, die mit einem einzelnen Pa-
rameter nur eine ungenügende Beschreibung der vorliegenden Kriechkurven im tertiären 
Bereich zulässt, angenähert. Mit  
    
 
2
1
1
D
*D
D
Br
P *
*11)(DD
#
#
#
$
%
&
&
&
'
(

	








 

 , (6.2.2.11)
können die in Bild 6.2.2.13 (links) gezeigten Kriechgeschwindigkeitsverläufe im tertiären 
Kriechbereich einheitlich mit nur zwei spannungsabhängigen Parametern D1 und D2 mit 
sehr guter Übereinstimmung wiedergegeben werden (Bild 6.2.2.14 (a), (b)). Die Abhän-
gigkeit der wahren Dehnung bei Schädigungsbeginn ´* zum Zeitpunkt der minimalen 
Kriechgeschwindigkeit und der wahren tertiären Kriechbruchdehnung (´Br  ´*) von der 
von außen angelegten Lastspannung  in Bild 6.2.2.14 (c) und (d) kann jeweils über eine 
einfache Potenzfunktion beschrieben werden.  
(a) (b) 
Bild 6.2.2.14 (a), (b): Parameter D1 (a) und D2 (b) in Abhängigkeit von der Nennspannung  
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(c) (d) 
Bild 6.2.2.14 (c), (d): Parameter ´* (c) und (´Br  ´*) (d) in Abhängigkeit von der Nennspannung   
Obwohl die Bestimmung der wahren Kriechbruchdehnung über ´Br = ln(1 + Br) im tertiä-
ren Kriechbereich aufgrund der Probeneinschnürung sowie Entstehung von Rissen 
strenggenommen ihre Gültigkeit verliert, ist in diesem Zusammenhang dieser Ansatz von 
ausreichender Genauigkeit, da innerhalb der numerischen Simulation die Berechnung 
der momentanen lokalen Kriechgeschwindigkeit auf demselben Ansatz basiert. Durch 
Differenzieren von Gleichung 6.2.2.11 nach der wahren tertiären Kriechdehnung erhält 
man für die Änderungsrate von (D + D(P)) zum Dehnungszeitpunkt ´* 
0
*)(d
))(DD(d P 


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
 (6.2.2.12)
Hierdurch ist sichergestellt, dass trotz der durchgeführten Fallunterscheidung während 
der FEM-Simulation zum Zeitpunkt der minimalen Kriechgeschwindigkeit t* keine Unste-
tigkeit im Kurvenverlauf auftreten kann. 
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Das folgende Ablaufdiagramm zeigt den in Abaqus implementierten Ablauf der User-
Subroutine, wie er für die FEM-Simulation des Kriechverhaltens der Vollmaterial-, 
Drahtmaterial- sowie Einzelmaschenproben und auch der Kühlstrukturen verwendet 
wurde. Die nach jedem Durchlauf der Routine in Abhängigkeit von der akkumulierten 
Kriechdehnung an jedem Knoten des Modells resultierende Spannung  entspricht dabei 
der wahren von-Mises-Vergleichsspannung ´v, die im Fall einachsiger Belastung gleich 
der wahren maximalen Hauptspannung ´I ist. Einen nicht unerheblichen Einfluss auf 
den Verlauf der simulierten Kriechdehnungs-Zeit-Kurve besitzt die vom Benutzer ein-
stellbare Größe des Rechenschrittes bzw. Zeitinkrementes !t, auf dessen Basis der dar-
auffolgende Dehnungswert durch lineare Extrapolation ermittelt wird. Für den Beginn des 
primären Kriechbereichs, in dem eine sehr große Abhängigkeit der Kriechgeschwindig-
keit von der Zeit vorliegt, wurde das Zeitinkrement zu !t = 0,001 h gesetzt. Für die fol-
genden Berechnungen haben Vergleichssimulationen gezeigt, dass für ein Zeitinkrement 
unterhalb von !t = 0,1 h keine Abweichungen mehr zu erwarten sind. 
Die Anwendung des vorgestellten Modells für eine Temperatur von 650°C ist in den Bil-
dern 6.2.2.15 und 6.2.2.16 als Vergleich zwischen den experimentell und numerisch er-
mittelten Kriechdehnungs- sowie Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven dargestellt. Für die 
FEM-Simulation wurde dabei das in Bild 6.1.1.5 gezeigte Modell verwendet.  
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Evolution der Schädigung und Ausscheidung 
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übergebene Zustandsvariablen 
 
j  , j   
spannungs- und temperaturabhängige Kon-
stanten 
 
n , A , iss  ,  , s  , 1C , *  , Br  , 1D , 2D  
stationäre innere Rückspannung 
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Evolution der inneren Rückspannung 
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Bild 6.2.2.15: Vergleich zwischen Experiment und FEM-Simulation für Nicrofer-6025HT-Vollmaterial 
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Bild 6.2.2.16: Vergleich zwischen Experiment und FEM-Simulation für Nicrofer-6025HT-Vollmaterial 
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6.2.3 Kriechverhalten von Nicrofer-6025HT-Blechmaterial 
Experimentelle Ergebnisse 
Um die für die Simulation des Kriechverhaltens der Kühlstrukturen notwendigen Stoffge-
setze der Einzelkomponente Deckblech zu ermitteln, wurden in gleicher Weise wie bei 
den Vollmaterialproben technische Kriechversuche an lösungsgeglühten Nicrofer-
6025HT-Blechproben gemäß Bild 5.2.2.1 bei 650, 700 und 750°C durchgeführt. Die Bil-
der 6.2.3.1 bis 6.2.3.3 zeigen jeweils die Kriechdehnungs- sowie Kriechgeschwindig-
keits-Zeit-Kurven für die unterschiedlichen Prüftemperaturen.  
(a) (b) 
Bild 6.2.3.1: Kriechdehnungs-Zeit- (a) sowie Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven (b) bei 650°C für 
Nicrofer-6025HT-Blechmaterialproben (lösungsgeglüht 1220°C) 
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(a) (b) 
Bild 6.2.3.2: Kriechdehnungs-Zeit- (a) sowie Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven (b) bei 700°C für 
Nicrofer-6025HT-Blechmaterialproben (lösungsgeglüht 1220°C) 
(a) (b) 
Bild 6.2.3.3: Kriechdehnungs-Zeit- (a) sowie Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven (b) bei 750°C für 
Nicrofer-6025HT-Blechmaterialproben (lösungsgeglüht 1220°C) 
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Bild 6.2.3.4 (a) zeigt die Auftragung der minimalen Kriechgeschwindigkeit in Abhängig-
keit von der Nennspannung und der Prüftemperatur sowohl für die Vollmaterial- als auch 
für die Blechmaterialproben. Dabei liegen die Ergebnisse der Blechmaterialproben im 
gleichen engen Streuband wie die der Vollmaterialproben und können mit nur geringer 
Abweichung über die in Bild 6.2.2.4 (a) ermittelten, temperaturabhängigen Norton-Bailey-
Kriechexponenten beschrieben werden. Auch die Darstellung der Bruchzeit über der mi-
nimalen Kriechgeschwindigkeit in Bild 6.2.3.4 (b) zeigt eine gute Übereinstimmung mit 
den Ergebnissen der Vollmaterialproben, so dass die Punkteschar durch den in 
Bild 6.2.2.5 ermittelten Kriechgeschwindigkeitsexponenten cM = 0,83 ganzheitlich dar-
gestellt werden kann. 
(a) (b) 
Bild 6.2.3.4: Norton-Bailey-Plot (a) sowie modifizierte Monkman-Grant-Beziehung (b) für Nicrofer-
6025HT-Voll- und Blechmaterialproben (lösungsgeglüht 1220°C) 
Die in Bild 6.2.3.5 gezeigten, temperaturabhängigen Zusammenhänge zwischen der 
Lastspannung und der Bruchzeit können somit unabhängig vom untersuchten Probentyp 
durch die gemäß Gleichung 6.2.2.4 dargestellten Zeitbruchlinien beschrieben werden. 
Dies resultiert in einem sehr engen Streuband bei der Darstellung der Larson-Miller-
Beziehung in Bild 6.2.3.6.  
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Bild 6.2.3.5: Zeitbruchlinien von Nicrofer-6025HT-Voll- und Blechmaterialproben im lösungsgeglühten 
Zustand in Abhängigkeit von der Temperatur 
 
Bild 6.2.3.6: Larson-Miller-Plot für Nicrofer-6025HT-Voll- und Blechmaterialproben im lösungsgeglüh-
ten Zustand 
Aufgrund der Tatsache, dass das Kriechverhalten der Deckbleche mit guter Näherung 
dem Kriechverhalten der Vollmaterialproben entspricht, wurde auf eine aufwendige Er-
mittlung geeigneter Stoffgesetze für die FEM-Simulation des Kriechverhaltens der Deck-
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bleche verzichtet. Vielmehr sind für die Beschreibung des Kriechverhaltens der Kühl-
strukturen den Deckblechbereichen die Materialgesetze der Vollmaterialproben zuge-
ordnet worden. Da die Kriechprozesse der Kühlstrukturen in erster Linie auf den Kriech-
vorgängen im Drahtgewebe beruhen, ist davon auszugehen, dass sich durch diese Vor-
gehensweise nur vernachlässigbare Abweichungen zum Versuch ergeben.     
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6.2.4 Kriechverhalten von Nicrofer-S6025-Drahtmaterial 
Ausschlaggebend für das Maß der Kriechverformung der Kühlstrukturen sind die im 
Drahtgewebe ablaufenden Kriechprozesse. Für eine treffende FEM-Simulation ist es 
somit Grundvoraussetzung, das Kriechverhalten der geraden Einzeldrähte treffend zu 
beschreiben und die ermittelten Stoffgesetze dem Drahtgewebebereich innerhalb des 
FEM-Modells zuzuordnen. Da das verwobene S6025-Drahtmaterial als kaltgezogener 
und ungeglühter Schweißzusatzwerkstoff angeliefert wird, wurden zu Vergleichszwecken 
an geraden Drahtproben technische Kriechversuche bei 650°C sowohl im Anlieferungs- 
als auch im bei 1220°C lösungsgeglühten Zustand durchgeführt. Aufgrund des konstan-
ten Drahtdurchmessers von dD = 1,2 mm über der gesamten Probenlänge wurde eine 
Klemm-Einspannvorrichtung gemäß Bild 5.2.2.2 entwickelt. Obwohl die Proben trotz der 
nicht vermeidbaren Kerbwirkung in der Einspannung sowohl bei Raum- als auch bei 
Hochtemperatur-Zugversuchen im Bereich der freien Messlänge brechen, wurde das 
Versagen bei Kriechversuchen an lösungsgeglühten Drähten für Lastspannungen kleiner 
250 MPa ausschließlich im Kerbbereich der Einspannung beobachtet. Hierdurch wurden 
lediglich maximale Bruchzeiten von 352 h realisiert. Da aus konstruktiven Gründen der 
Kriechweg nicht direkt an den Drahtproben, sondern nur über die Relativbewegung des 
Laststranges gemessen werden konnte, wurden zur Verifizierung die spontanen Deh-
nungen der durchgeführten Kriech- und Strain-Transient-Dip-Versuche mit den Fließkur-
ven der quasistatischen Zugversuche verglichen.  
 
Bild 6.2.4.1: Vergleich zwischen der quasistatischen Zugkurve und den spontanen Dehnungen aus 
den einzelnen Kriechversuchen für S6025-Drahtmaterial 
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Im Fall der Zugversuche konnte die Längenänderung über ein Extensometer, welches 
direkt an der freien Probenlänge befestigt wurde, gemessen werden.  
Bild 6.2.4.1 zeigt exemplarisch für 650°C den Vergleich zwischen den aus den Kriech-
versuchen ermittelten spontanen Dehnungen und der quasistatischen Zugkurve für lö-
sungsgeglühte Drähte. Aufgrund der guten Übereinstimmung der Messwerte kann davon 
ausgegangen werden, dass die Bestimmung der Kriechdehnung über den Relativweg 
des Laststranges in guter Näherung der tatsächlichen Kriechdehnung der Drahtproben 
entspricht. 
Bild 6.2.4.2 und 6.2.4.3 zeigen die ermittelten Kriechdehnungs- sowie Kriechgeschwin-
digkeits-Zeit-Kurven bei einer Prüftemperatur von 650°C für Drahtproben im Anliefe-
rungs- sowie lösungsgeglühten Zustand.   
(a) (b) 
Bild 6.2.4.2: Kriechdehnungs- (a) sowie Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven (b) bei 650°C für S6025- 
Drahtmaterialproben (dD = 1,2 mm, Anlieferungszustand) 
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(a) (b) 
Bild 6.2.4.3: Kriechdehnungs- (a) sowie Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven (b) bei 650°C für S6025- 
Drahtmaterialproben (lösungsgeglüht 1220°C) 
Die Abhängigkeit der minimalen Kriechgeschwindigkeit von der Nennspannung in 
Bild 6.2.4.4 (a) kann im Gegensatz zu den Voll- und Blechmaterialproben passender 
über die Soderberg-Beziehung [Sod36] 
)exp(B
dt
d
SS
min
 
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wiedergegeben werden. Hierin sind BS und S spannungs- sowie temperaturabhängige 
Konstanten. Die Darstellung der modifizierten Monkman-Grant-Beziehung [Mon56] ist in 
Bild 6.2.4.4 (b) gezeigt. Tabelle 6.2.4.1 führt die über Regressionsrechnungen ermittelten 
Parameter in Abhängigkeit vom Werkstoffzustand auf. 
Parameter: BS S BM cM 
Anlieferungszustand: 5E6 0,019 0,14 0,75 
lösungsgeglüht 1220°C: 2,5E8 0,031 0,045 0,93 
Tabelle 6.2.4.1: Ermittelte Parameter der Soderberg- sowie modifizierten Monkman-Grant-Beziehung 
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(a) (b) 
Bild 6.2.4.4: Soderberg- (a) sowie modifizierte Monkman-Grant-Beziehung (b) 
Durch Gleichsetzen der Soderberg- mit der modifizierten Monkman-Grant-Beziehung 
können die in Bild 6.2.4.5 dargestellten Versuchergebnisse über 
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mit guter Übereinstimmung beschrieben werden. Dabei fällt auf, dass sich der Unter-
schied zwischen der Zeitstandfestigkeit der lösungsgeglühten sowie kaltgezogenen 
Drähte zu langen Bruchzeiten hin immer deutlicher ausprägt. Die Ursache hierfür liegt in 
erster Linie in der durch die Wärmebehandlung hervorgerufenen Kornvergröberung be-
gründet. Gemäß Bild 4.1.4 vergrößert sich der mittlere Korndurchmesser durch die 
Wärmebehandlung von ungefähr 5 μm auf über 70 μm. Zusätzlich wird im Fall der kalt-
verfestigten Drähte vermutlich die Versetzungsdichte durch die mit sinkenden Prüfspan-
nungen zeitlich länger ablaufenden Erholungsprozesse immer mehr reduziert, so dass 
die Festigkeit mit steigenden Bruchzeiten abnimmt. Insgesamt liegt die Zeitstandfestig-
keit der lösungsgeglühten Drähte ungefähr 25 % unter der Zeitstandfestigkeit der Voll-
materialproben. 
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Bild 6.2.4.5: Zeitbruchkurven von S6025-Drahtmaterialproben im Anlieferungs- sowie lösungsge-
glühten Zustand 
Strain-Transient-Dip-Versuche 
Um das Kriechverhalten der geraden Einzeldrähte numerisch zu simulieren, wurden 
Strain-Transient-Dip-Versuche an kaltgezogenen sowie lösungsgeglühten Drahtproben 
im primären und sekundären Kriechbereich durchgeführt. Bild 6.2.4.6 (a) zeigt exempla-
risch für Proben im Anlieferungszustand bei 650°C für eine äußere Lastspannung von 
0 = 375 MPa die resultierende Kriechdehnung in Abhängigkeit von der Restspannung 
R im sekundären Kriechbereich. Um die spontane Kriechgeschwindigkeit unmittelbar 
nach der Teilentlastung zu ermitteln, wurden die Kurvenverläufe bis 0,05 h mit einem 
Polynom dritter Ordnung beschrieben. Durch Differenzieren der Regressionskurven nach 
der Zeit können die spontanen Kriechgeschwindigkeiten in Bild 6.2.4.6 (b) in Abhängig-
keit von der von außen angelegten Lastspannung 0 dargestellt und durch eine Aus-
gleichsgerade beschrieben werden. In Analogie zu Bild 6.2.2.9 kann der Wert der statio-
nären inneren Rückspannung genau bei der Spannung abgelesen werden, bei der die 
spontane Kriechgeschwindigkeit unmittelbar nach der Entlastung den Wert „Null“ an-
nimmt. 
Bild 6.2.4.7 (a) zeigt die Zusammenhänge zwischen der stationären inneren Rückspan-
nung und der Nennspannung sowohl für die kaltgezogenen als auch für die lösungsge-
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glühten Drähte. Dabei konnten beide Kurvenverläufe mit dem an den Vollmaterialproben 
ermittelten Parameter  = 3,6 einheitlich beschrieben werden.  
(a) (b) 
Bild 6.2.4.6: Resultierende Kriechdehnung in Abhängigkeit von der Restspannung sowie Zeit (a) und 
Ermittlung der stationären inneren Rückspannung durch lineare Regression (b) 
Der temperaturabhängige Sättigungswert der stationären inneren Rückspannung iss 
wurde jeweils über eine Ausgleichsrechnung ermittelt und liegt bei den kaltgezogenen 
Drähten vermutlich aufgrund der höheren Versetzungsdichte um ungefähr 40 MPa hö-
her. Für die Bestimmung der Evolution der inneren Rückspannung wurden Strain-
Transient-Dip-Versuche an Drahtproben im Anlieferungs- sowie lösungsgeglühten Zu-
stand im primären Kriechbereich durchgeführt. Aufgrund der guten Reproduzierbarkeit 
der Kriechkurven wurden für jeweils eine untersuchte Lastspannung 0 mehrere Draht-
proben verwendet, die zu identischen Dehnungszeitpunkten auf jeweils unterschiedliche 
Restspannungen entlastet wurden. Bild 6.2.4.7 (b) zeigt exemplarisch für Drahtproben im 
Anlieferungszustand für zwei verschiedene Lastspannungen die Entwicklung der inneren 
Rückspannung über der Kriechdehnung. Durch den gemessenen flachen Kurvenverlauf 
lag die Vermutung nahe, dass die Drahtproben im Anlieferungszustand aufgrund des 
sehr hohen Kaltverfestigungsgrades bereits vor Versuchsbeginn einen finiten Wert der 
inneren Rückspannung aufweisen. Um diesen Wert quantifizieren zu können, wurde 
hierfür ein modifizierter Dip-Versuch durchgeführt. Dabei wurde die von außen angelegte 
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Lastspannung nach Erreichen der Zieltemperatur schrittweise von „Null“ beginnend ge-
steigert und der resultierende Verlauf der Kriechdehnung aufgezeichnet. 
(a) (b) 
Bild 6.2.4.7: Stationäre innere Rückspannung in Abhängigkeit von der Nennspannung (a) sowie Evo-
lution der inneren Rückspannung mit der Dehnung (b) 
Bei kleinen Lastspannungen wurde in diesem Zusammenhang eine negative Kriechge-
schwindigkeit gemessen. Erst für 0  80 MPa konnte eine spontane Kriechgeschwindig-
keit von annähernd „Null“ beobachtet werden, so dass dieser Wert als Ausgangswert der 
inneren Rückspannung angesehen werden kann. Im Gegensatz hierzu kann für die lö-
sungsgeglühten Drahtproben angenommen werden, dass durch die Wärmebehandlung 
die durch den Kaltziehprozess hervorgerufene Erhöhung der Versetzungsdichte voll-
ständig wieder abgebaut wird, so dass der Ausgangswert der inneren Rückspannung 
entsprechend zu „Null“ gesetzt wurde.  
Bild 6.2.4.8 (a) zeigt den für die Beschreibung der Evolution der inneren Rückspannung 
gemäß Gleichung 6.2.1.21 notwendigen Quotienten C1 / s über der Lastspannung. Die 
Messwerte können unabhängig vom vorliegenden Wärmebehandlungszustand einheit-
lich über eine Potenzfunktion  
14C
13
s
1 CC 



 (6.2.4.3)
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mit den Konstanten C13 = 4,48E7 und C14 = 2 beschrieben werden.  
FEM-Simulation 
Die numerische Simulation des Kriechverhaltens der Einzeldrähte basiert, wie bereits 
erwähnt, auf den wahren Werten der Spannung sowie Kriechdehnung. In Analogie zu 
Kapitel 6.2.2 stellt Bild 6.2.4.8 (b) den Zusammenhang zwischen der wahren minimalen 
Kriechgeschwindigkeit und der effektiven wahren Spannung dar. Dabei wurde für die 
Beschreibung der Messwerte der lösungsgeglühten Drahtproben mit Hilfe des Norton-
Bailey-Potenzkriechgesetzes ein wahrer Kriechexponent von n´ = 3 ermittelt, der durch-
aus mit dem wahren Kriechexponenten von 2,9 der Vollmaterialproben vergleichbar ist 
und somit auf eine vergleichbare Kriechcharakteristik hinweist. 
(a) (b) 
Bild 6.2.4.8:  Parameter C1 / s in Abhängigkeit von der Nennspannung  (a) sowie Zusammenhang 
zwischen minimaler wahrer Kriechgeschwindigkeit und effektiver wahrer Spannung (b) 
Im Falle der Drahtproben im Anlieferungszustand wurde für die Simulation eine Fallun-
terscheidung durchgeführt. Im Bereich hoher Spannungen stellt sich dabei ein Kriechex-
ponent von 1,8 und für den Bereich niedriger Spannungen ein Exponent von ungefähr 1 
ein. 
Bei genauerer Betrachtung der tertiären Kriechbereiche der in den Bildern 6.2.4.2 und 
6.2.4.3 dargestellten Kriechdehnungs- sowie Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven fällt 
auf, dass die lösungsgeglühten Drähte im Gegensatz zu den kaltverfestigten Drähten 
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keinen ausgeprägten Schädigungsbereich aufweisen. Auch bei der Analyse der angeätz-
ten Mikrostrukturbilder in der Nähe der Bruchzone (Bild 6.2.4.9 (a) und (b)) lassen sich 
lediglich für die ungeglühten Drähte die bei den Vollmaterialproben beobachteten typi-
schen keilförmigen Risse an den Korngrenzen erkennen. Eine von vielen möglichen Ur-
sachen hierfür könnte dabei der nicht zu vernachlässigende Größeneinfluss der Proben 
sein. Bei einem Drahtdurchmesser von nur 1,2 mm befinden sich bei einer mittleren 
Korngröße von über 70 μm im Mittel lediglich 12 - 15 Körner auf dem Drahtdurchmesser, 
so dass Rissentstehung und -wachstum auf den Korngrenzen sehr schnell zum Versa-
gen führen kann. Der marginale Anstieg der Kriechgeschwindigkeit der lösungsgeglühten 
Drähte scheint somit nur auf die konstante Querschnittsverminderung sowie die Ein-
schnürung unmittelbar vor dem Bruch zurückzuführen zu sein.  
(a) (b) 
Bild 6.2.4.9: Lichtmikroskopische Gefügedarstellung des Bruchbereichs von S6025-Drahtmaterial im 
Anlieferungszustand (a) und im lösungsgeglühten Zustand (b) 
Der für die Simulation des Kriechverhaltens der Kühlstrukturen maßgebliche Zustand der 
Drähte ist der lösungsgeglühte Zustand, so dass auf eine separate Modellierung der 
Schädigung verzichtet werden konnte. Für die Vergleichssimulation des Kriechverhaltens 
der ungeglühten Drähte wurde im Gegensatz zur Schädigungsmodellierung der Vollma-
terialproben auf Basis von Kachanov und Rabotnov eine alternative empirische Schädi-
gungsbeschreibung formuliert. Hierfür wurde, wie in Bild 6.2.4.10 gezeigt, die wahre ter-
tiäre Schädigungsdehngeschwindigkeit ´D / dt über der wahren Schädigungsdehnung 
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´D in Abhängigkeit von der Lastspannung  aufgetragen. Dabei kann die wahre Schädi-
gungsdehnung zu jedem Zeitpunkt (nach Erreichen des Zeitpunktes der minimalen 
Kriechgeschwindigkeit t* ) aus der Differenz der wahren Gesamtkriechdehnung ´Kr und 
der extrapolierten wahren sekundären Kriechdehnung ´s berechnet und zur Ermittlung 
von ´D / dt nach der Zeit differenziert werden. In Kombination mit dem Konzept der inne-
ren Rückspannung ergibt sich für die momentane wahre Kriechgeschwindigkeit 
t < t*:  i
n
i
min
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dt
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Hierin sind D3 sowie D4 spannungsabhängige Schädigungsparameter und D5 eine Kon-
stante, die zu D5 = 0,6 ermittelt wurde. 
 
Bild 6.2.4.10: Verlauf der Schädigungsdehnrate von S6025-Drahtmaterialproben im Anlieferungszu-
stand 
Der Schädigungsparameter D3 zeigt in doppelt-logarithmischer Darstellung eine lineare 
Korrelation mit der minimalen wahren Kriechgeschwindigkeit in Bild 6.2.4.11 (a) und 
kann über  
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mit D31 = 0,15 und D32 = 0,8 mit guter Näherung beschrieben werden. Der Schädigungs-
parameter D4 hingegen wird gemäß Bild 6.2.4.11 (b) bis auf den Wert bei  = 160 MPa 
treffend durch eine Geradengleichung mit 
 42414 DDD  (6.2.4.6)
wiedergegeben. Hierin sind D41 und D42 Konstanten, die zu D41 = 658 und D42 = 0,56 
bestimmt wurden. Bild 6.2.4.10 zeigt einen Vergleich zwischen der aus dem Versuch und 
der über das Modell ermittelten wahren Schädigungsdehngeschwindigkeit. Dabei wurde 
in Analogie zur Simulation des Kriechverhaltens der Vollmaterialproben angenommen, 
dass Schädigung erst zum Zeitpunkt der minimalen Kriechgeschwindigkeit einsetzt.  
(a) (b) 
Bild 6.2.4.11:  Schädigungsparameter D3 in Abhängigkeit von der minimalen wahren Kriechge-
schwindigkeit (a) und Schädigungsparameter D4 in Abhängigkeit von der Nennspan-
nung (b) 
Bild 6.2.4.12 (a) zeigt hierzu die Abhängigkeit des Zeitpunktes der minimalen Kriechge-
schwindigkeit t* von der von außen angelegten Lastspannung .  
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(a) (b) 
Bild 6.2.4.12: Zeitpunkt der minimalen Kriechgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der Nenn-
spannung (a) und von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung im FEM-Modell (b) 
Der Zusammenhang kann über eine Potenzfunktion 
*t
1
2*t*t   (6.2.4.7)
mit t1* = 8,7E11 und t2* = 4,4 dargestellt werden. Mit Ausnahme der unterschiedlichen 
Schädigungsbeschreibung für die ungeglühten Drahtproben wurde für die numerische 
Simulation des Kriechverhaltens der Drähte die für die Vollmaterialproben erstellte User-
Subroutine verwendet. Das entsprechende FEM-Modell ist in Bild 6.2.4.12 (b) exempla-
risch für eine Lastspannung von 160 MPa nach einer Kriechzeit von 134,5 h gezeigt. Die 
Vergleiche zwischen den experimentell ermittelten und den simulierten Kriechdehnungs- 
sowie Kriechgeschwindigkeits-Zeit-Kurven sind in den Bildern 6.2.4.13 bis 6.2.4.16 für 
die Drahtproben im Anlieferungs- sowie lösungsgeglühten Zustand gezeigt.  
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Bild 6.2.4.13:  Vergleich zwischen Experiment und FEM-Simulation für S6025-Drahtmaterial im Anlie-
ferungszustand 
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Bild 6.2.4.14: Vergleich zwischen Experiment und FEM-Simulation für S6025-Drahtmaterial im Anlie-
ferungszustand 
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Bild 6.2.4.15:  Vergleich zwischen Experiment und FEM-Simulation für S6025-Drahtmaterial im lö-
sungsgeglühten Zustand 
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Bild 6.2.4.16:  Vergleich zwischen Experiment und FEM-Simulation für S6025-Drahtmaterial im lö-
sungsgeglühten Zustand 
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6.2.5 Kriechverhalten von Einzelmaschen 
Um die Treffsicherheit der an den Einzelkomponenten ermittelten Stoffgesetze überprü-
fen zu können, wurde zunächst das Kriechverhalten der in Bild 5.2.3 gezeigten Einzel-
maschenproben in der Ursprungsgeometrie numerisch simuliert. Hierzu wurden Kriech-
versuche bei 650°C mit konstanter Belastung senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage 
durchgeführt. Bei ausreichender Anbindungsfläche der Schweißpunktellipse versagen 
die Proben durch Kettdrahtstegbruch im Kerbbereich am Übergang vom Drahtgewebe 
zum Deckblech. Bild 6.2.5.1 (a) zeigt die REM-Aufnahme eines solcherart gebrochenen 
Kettdrahtsteges. Diese Versagensart wurde im Rahmen der Kriechversuche an 6 von 7 
Proben beobachtet. Unterschreitet die Schweißpunktanbindungsfläche einen kritischen 
Wert, so versagt die Masche durch Schweißpunktablösung (Bild 6.2.5.1 (b)) und redu-
ziert hierdurch die Lebensdauer signifikant.  
 
 
(a) (b) 
Bild 6.2.5.1: Gebrochener Kettdrahtsteg (a) sowie aufgrund von Anbindungsfehlern versagter 
Schweißpunkt (b) einer Einzelmaschenproben unter Kriechbelastung 
Bild 6.2.5.2 zeigt die bei 650°C an den Einzelmaschenproben gemessenen Kriechkurven 
in Abhängigkeit von der Last. 
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Bild 6.2.5.2:  Kriechweg-Zeit-Kurven von Nicrofer-6025HT-Einzelmaschenproben bei 650°C mit Belas-
tung senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage 
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Die Kurvenverläufe weisen Unstetigkeiten sowie Sprünge auf, die in Analogie zum Fließ-
verhalten durch das Ablösen von kleineren Anbindungsfeldern innerhalb einer Schweiß-
punktellipse hervorgerufen werden. Die Auftragung der minimalen Kriechrate über der 
von außen angelegten Kraft ist in Bild 6.2.5.3 (a) gezeigt und kann über eine modifizierte 
Soderberg-Beziehung  
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beschrieben werden. 
(a) (b) 
Bild 6.2.5.3: Soderberg- (a) sowie Monkman-Grant-Beziehung (b) von Nicrofer-6025HT-Einzel-
maschenproben bei 650°C mit Belastung senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage 
Der Zusammenhang zwischen der Bruchzeit und der minimalen Kriechrate ist in 
Bild 6.2.5.3 (b) als modifizierte Monkman-Grant-Beziehung  
Mc
min
Kr
MBr dt
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dargestellt. Tabelle 6.2.5.1 führt die über eine Ausgleichsrechnung gemäß Bild 6.2.5.3 
ermittelten Parameter auf, durch die die in Bild 6.2.5.4 gezeigte Zeitstandkurve beschrie-
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ben werden kann. Dabei wird nochmals deutlich, dass die Lebensdauer der Einzelma-
schen durch Schweißpunktversagen signifikant verringert wird. 
Parameter: BS S BM cM 
Einzelmaschenprobe: 6,8E8 0,037 0,05 1 
Tabelle 6.2.5.1: Ermittelte Parameter der modifizierten Soderberg- sowie Monkman-Grant-Beziehung 
 
 
Bild 6.2.5.4: Zeitbruchkurve von Nicrofer-6025HT-Einzelmaschenproben bei 650°C mit Belastung 
senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage 
Für die numerische Simulation des Kriechverhaltens der Einzelmaschenproben mit Be-
lastung senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage wurde das in Kapitel 6.1.4 beschriebe-
ne Mittelwertmodell verwendet. Dabei wurde den Deckblechbereichen die an den Voll-
materialproben ermittelten Stoffgesetze sowie dem Drahtgewebebereich die an den ge-
raden Einzeldrähten ermittelten Stoffgesetze über eine geeignete User-Routine zuge-
ordnet. Bild 6.2.5.5 zeigt exemplarisch die resultierende von-Mises-Vergleichs-
spannungsverteilung für eine Belastung von 200 N nach einer Kriechzeit von 300 h. Im 
Gegensatz zur quasistatischen Zugbeanspruchung stellt sich unter Kriechbelastung eine 
deutlich homogenere Spannungsverteilung ein. Die höchstbeanspruchten Stellen befin-
den sich im Kerbbereich an den Übergängen zwischen Kettdrahtsteg und Deckblech und 
bestätigen somit die in Bild 6.2.5.1 gezeigten Bruchbilder.  
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Die Vergleiche zwischen den experimentell ermittelten sowie numerisch simulierten 
Kriechkurven sind in den Bildern 6.2.5.6 und 6.2.5.7 in Form von Kriechweg- und Kriech-
raten-Zeit-Kurven dargestellt. Da Rissinitierung und -wachstum sowie spontanes Ablö-
sen von kleineren Anbindungsfeldern innerhalb einer Schweißpunktellipse in der Simula-
tion nicht berücksichtigt werden konnten, wird der einmal mehr und einmal weniger aus-
geprägte Schädigungsbereich nicht wiedergegeben. Wie in Kapitel 6.2.1 bis 6.2.3 ge-
zeigt wurde, weisen die Einzeldrähte im Gegensatz zu den Voll- und Blechmaterialpro-
ben keine interkristalline Schädigung auf.  
 
Bild 6.2.5.5: Von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung im FEM-Modell der Einzelmaschenprobe 
nach 300 h Kriechzeit bei einer Belastung von 200 N ( = 650°C) 
Da die Kriechverformung sowie das Versagen in den Einzelmaschenproben und im Mo-
dell primär im Drahtgewebe stattfinden, weisen die simulierten Kriechkurven aufgrund 
des bei den lösungsgeglühten Drahtproben fehlenden Schädigungsbereichs keinen terti-
ären Kriechbereich auf. Für eine auf einachsigen Kriechversuchen basierte mehrachsige 
Simulation werden der primäre und sekundäre Kriechbereich für derart komplexe Geo-
metrien jedoch erstaunlich gut wiedergegeben.  
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Bild 6.2.5.6: Vergleich der Kriechweg-Zeit-Kurven von Experiment und Simulation 
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Bild 6.2.5.7: Vergleich der Kriechraten-Zeit-Kurven von Experiment und Simulation 
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6.2.6 Kriechverhalten von Kühlstrukturen 
Die Lebensdauer der Kühlstrukturen hängt während des Betriebs in der Dampfturbine 
aufgrund der Kombination aus Kühldampfinnendruckdifferenz und Hochtemperaturbelas-
tung des Heißdampfes primär von den im Drahtgewebe ablaufenden Kriechprozessen 
ab. Um die Festigkeit der Kühlstrukturen in kritischer Belastungsrichtung abschätzen zu 
können, wurden technische Kriechversuche an den in Kapitel 5.2.4 beschriebenen Kopf-
zugproben durchgeführt. Um zusätzlich den Einfluss verschiedener Drahtgewebegeo-
metrien auf die Zeitstandfestigkeit zu untersuchen, wurden neben den klassischen Nicro-
fer-6025HT-Proben in der Ursprungsgeometrie (dD = 1,2 mm) weitere Kriechversuche 
bei 650°C an Kopfzugproben durchgeführt, die aus einem feinerem (dD = 0,8 mm) sowie 
einem gröberem Drahtgewebe (dD = 1,6 mm) hergestellt wurden. Dabei wurden für Kühl-
strukturen in der Ursprungsgeometrie um mehr als den Faktor zwei höhere Zeitstandfes-
tigkeiten ermittelt, so dass dieser Probentyp als die zielführende Geometrie angesehen 
werden kann. Um mit Hilfe des Larson-Miller-Parameters die im Labormaßstab ermittel-
ten Zeitstandfestigkeiten auf betriebsnahe Bruchzeiten extrapolieren zu können, wurden 
an Kopfzugproben des gleichen Typs aus einer zweiten Charge weitere Kriechversuche 
bei 650, 700 und 750°C durchgeführt.   
Experimentelle Ergebnisse 
Die Bilder 6.2.6.1 bis 6.2.6.3 zeigen die bei 650, 700 und 750°C gemessenen Kriech-
weg-Zeit- sowie Kriechraten-Zeit-Kurven von aus der zweiten Charge hergestellten    
Nicrofer-6025HT-Kopfzugproben in der Ursprungsgeometrie. Zur Wahrung der Übersicht 
sind aufgrund des im Verhältnis großen Probenumfangs sowie der nicht unerheblichen 
Streuung der Versuchsergebnisse für jede Untersuchungstemperatur lediglich 4 reprä-
sentative Versuchsergebnisse dargestellt. Bei genauerer Betrachtung der Kriechweg-
Zeit-Kurven fällt auf, dass die erreichte Bruchverformung mit steigender Temperatur zu-
nimmt. Eine Ursache hierfür könnte die bei hohen Temperaturen vermindert vorliegende 
Kerbwirkung sein.  
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(a) (b) 
Bild 6.2.6.1: Kriechweg- (a) sowie Kriechraten-Zeit-Kurven (b) von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen in 
der Ursprungsgeometrie (Charge 2) bei 650°C 
(a) (b) 
Bild 6.2.6.2: Kriechweg- (a) sowie Kriechraten-Zeit-Kurven (b) von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen in 
der Ursprungsgeometrie (Charge 2) bei 700°C 
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(a) (b) 
Bild 6.2.6.3: Kriechweg- (a) sowie Kriechraten-Zeit-Kurven (b) von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen in 
der Ursprungsgeometrie (Charge 2) bei 750°C 
Insgesamt weisen alle Kurven einen sehr unstetigen Kriechwegverlauf über der Zeit auf, 
der sich nur makroskopisch mit den klassischen, aus der Literatur bekannten, Kriechkur-
ven von Vollmaterialproben vergleichen lässt. Die Ursache hierfür sind die analog zum 
Fließverhalten beobachteten Schweißpunktversagen sowie Drahtbrüche während der 
Prüfung, die zu einem transienten Kriechverhalten führen. Dabei versagen die Schweiß-
punkte gemäß dem in Kapitel 6.2.5 beschriebenen Kriechverhalten der Einzelmaschen 
nicht spontan, sondern schälen sich durch Ablösen von kleineren Anbindungsfeldern 
innerhalb einer Schweißpunktellipse sowie durch Rissinitierung und -wachstum in der 
Drahtgewebe-Deckblech-Grenzschicht langsam ab. Wie bereits erwähnt, wird ein Versa-
gen des Kettdrahtsteges im Kerbbereich nur dann beobachtet, wenn die Größe der 
Schweißpunktanbindungsfläche einen kritischen Wert überschreitet.  
Bild 6.2.6.4 (a) zeigt den Zusammenhang zwischen der minimalen Kriechrate und der 
von außen angelegten Kraft F in Abhängigkeit von der Prüftemperatur.  
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(a) (b) 
Bild 6.2.6.4: Soderberg- (a) sowie modifizierte Monkman-Grant-Beziehung (b) von Nicrofer-6025HT-
Kühlstrukturen mit Belastung senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage 
Die Versuchsergebnisse können über die gemäß Gleichung 6.2.5.1 modifizierte Soder-
berg-Beziehung beschrieben werden. Bild 6.2.6.4 (b) zeigt den Zusammenhang zwi-
schen der Bruchzeit und der minimalen Kriechgeschwindigkeit. Die Messwerte lassen 
sich analog zu den Vollmaterialproben temperaturunabhängig einheitlich durch die in 
Gleichung 6.2.5.2 gezeigte modifizierte Monkman-Grant-Beziehung wiedergeben. Dabei 
stellt sich im Vergleich zu den Einzelmaschenproben ein identischer Exponent von 
cM = 1 ein. Die Beschreibung der in Bild 6.2.6.5 ermittelten Zeitbruchkurven erfolgt ge-
mäß Gleichung 6.2.4.2 mit den in Tabelle 6.2.6.1 aufgeführten Parametern. Dabei besitzt 
lediglich der Parameter BS eine Abhängigkeit von der Prüftemperatur.  
Parameter: BS S BM cM 
650°C: 2E7 0,003 0,3 1 
700°C: 2,2E7 0,003 0,3 1 
750°C: 4E7 0,003 0,3 1 
Tabelle 6.2.6.1: Ermittelte Parameter der modifizierten Soderberg- sowie Monkman-Grant-Beziehung 
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Bild 6.2.6.5: Zeitbruchkurven für Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen in der Ursprungsgeometrie mit Be-
lastung senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage (Charge 2) 
Um die im Labormaßstab gemessenen Zeitstandwerte auf die in der Dampfturbine ge-
forderten Lebensdauern extrapolieren zu können, wurde die in Bild 6.2.6.6 gezeigte Lar-
son-Miller-Beziehung verwendet.  
 
Bild 6.2.6.6: Larson-Miller-Plot für Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen in der Ursprungsgeometrie mit 
Belastung senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage (Charge 2) 
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Mit einer durch Regression ermittelten Konstanten cLM = 21 stellt sich dabei das engste 
Streuband ein. Exemplarisch würde sich hierdurch für eine geforderte Lebensdauer von 
105 h bei 650°C eine gerade noch ertragbare Kühldampfinnendruckdifferenz von unge-
fähr 14 bar einstellen. 
Zur Untersuchung des Einflusses verschiedener Drahtdurchmesser sowie Maschenwei-
ten auf das Kriechverhalten der Kühlstrukturen wurden an einer weiteren Charge techni-
sche Kriechversuche bei 650°C an Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen mit feinerem sowie 
gröberem Drahtgewebe durchgeführt. Um einen möglichen Chargeneinfluss abschätzen 
zu können, sind zu Vergleichszwecken zusätzliche Versuche an Proben in der Ur-
sprungsgeometrie gefahren worden. Bild 6.2.6.7 zeigt exemplarisch durch Kriechverfor-
mung gebrochene Kopfzugproben in den drei unterschiedlichen Drahtgewebe-
geometrien. Analog zum Fließverhalten fällt auf, dass Proben mit feinerem und gröberem 
Drahtgewebe im Gegensatz zu Proben in der Ursprungsgeometrie deutlich mehr durch 
Schweißpunktablösung als durch Drahtbruch versagen. Aufgrund der bereits abge-
schlossenen Schweißparameteroptimierung kann auch an dieser Stelle davon ausge-
gangen werden, dass Kühlstrukturen in der Ursprungsgeometrie eine für den Kondensa-
torimpulsschweißprozess günstigere Drahtgewebegeometrie aufweisen.  
feines Drahtgewebe 
dD = 0,8 mm 
m = 2 ; hS = 1,4 mm 
Ursprungsgeometrie 
dD = 1,2 mm 
m = 3 ; hS = 2 mm 
grobes Drahtgewebe 
dD = 1,6 mm 
m = 4,75 ; hS = 2,6 mm 
Bild 6.2.6.7: Bruchbilder von versagten Kühlstrukturen nach Kriechbelastung  
Die Bilder 6.2.6.8 bis 6.2.6.10 zeigen die an den unterschiedlichen Strukturtypen ermit-
telten Kriechweg- sowie Kriechraten-Zeit-Kurven. Da sich Schweißpunktversagen bei 
Kopfzugproben mit gröberem Drahtgewebe aufgrund der im Verhältnis geringeren 
Schweißpunktanzahl pro Flächeneinheit signifikant mehr auf das Kriechverhalten aus-
wirkt, wurden Kriechkurvenverläufe mit deutlich ausgeprägteren Unstetigkeiten bzw. Ver-
formungssprüngen beobachtet. 
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(a) (b) 
Bild 6.2.6.8: Kriechweg- (a) sowie Kriechraten-Zeit-Kurven (b) von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen 
in der Ursprungsgeometrie (Charge 1) bei 650°C 
 
(a) (b) 
Bild 6.2.6.9: Kriechweg- (a) sowie Kriechraten-Zeit-Kurven (b) von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen 
mit feinem Drahtgewebe (Charge 1) bei 650°C 
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(a) (b) 
Bild 6.2.6.10: Kriechweg- (a) sowie Kriechraten-Zeit-Kurven (b) von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen 
mit grobem Drahtgewebe (Charge 1) bei 650°C 
Bei der Darstellung der modifizierten Soderberg- sowie Monkman-Grant-Beziehung in 
Bild 6.2.6.11 (a) und (b) stellt sich für Kopfzugproben in der Ursprungsgeometrie aus der 
ersten Charge im Vergleich zur zweiten Charge ein abweichendes Kriechverhalten ein. 
Dabei zeigen die ermittelten Regressionskurven einen qualitativ sehr ähnlichen Verlauf 
und weisen somit auf eine analoge Kriechcharakteristik hin. Quantifiziert werden kann 
der Unterschied anhand der in Bild 6.2.6.12 dargestellten Zeitbruchkurven. Kühlstruktu-
ren in der Ursprungsgeometrie aus der zweiten Charge weisen im Vergleich zur ersten 
Charge um ungefähr 20 % höhere Zeitstandfestigkeiten bei einem qualitativ vergleichba-
ren Kurvenverlauf auf. Eine mögliche Ursache für diese Abweichungen kann das aus 
unterschiedlichen Chargen verwendete Blechmaterial und Drahtgewebe sein. Da die 
Einzelmaschenproben aus Kopfzugproben der ersten Charge entnommen wurden, deu-
tet sich beim Vergleich der modifizierten Monkman-Grant-Beziehung in Bild 6.2.6.11 ein 
qualitativ sowie quantitativ vergleichbarer Verlauf der Regressionsgeraden an. Aufgrund 
der großen Streuung der Versuchsergebnisse sowie aus Übersichtsgründen wurden da-
bei die Messwerte der Kopfzugproben mit gröberem und feinerem Drahtgewebe ausge-
blendet.   
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(a) (b) 
Bild 6.2.6.11: Soderberg-Beziehung (a) sowie Monkman-Grant-Beziehung (b) von Nicrofer 6025HT-
Kühlstrukturen mit Belastung senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage 
Tabelle 6.2.6.2 gibt einen Überblick über die gemäß Bild 6.2.6.11 (a) und (b) ermittelten 
Parameter zur Beschreibung der Zeitbruchkurven in Bild 6.2.6.3. nach Gleichung 6.2.4.2. 
Parameter Charge 1: BS S BM cM 
Ursprungsgeometrie: 4,5E7 0,003 0,07 1 
feines Drahtgewebe: 6E9 0,01 0,012 1,17 
grobes Drahtgewebe: 6E9 0,01 0,012 1,17 
Tabelle 6.2.6.2: Ermittelte Parameter der modifizierten Soderberg- sowie Monkman-Grant-Beziehung 
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Bild 6.2.6.12: Zeitbruchkurven von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen mit unterschiedlichen Drahtgewe-
begeometrien 
FEM-Simulation 
Um das Kriechverhalten der Kühlstrukturen in kritischer Belastungsrichtung möglichst 
treffend mit Hilfe der FEM zu simulieren, ist es neben der Entwicklung von einem reali-
tätsnahen FE-Modell sowie der Ermittlung von präzisen Stoffgesetzen an den Einzel-
komponenten zwingend erforderlich, die Versagenszeitpunkte der Schweißpunkte unter 
Kriechbelastung abzuschätzen. Auf Basis der in Kapitel 6.2.5 beschriebenen Kriechver-
suche an Einzelmaschenproben wurde jeder Kettdrahtmasche im Kühlstrukturmodell ein 
von der Kriechzeit abhängiger Schädigungswert D zugeordnet. Unter der Annahme, 
dass Schädigung erst zum Zeitpunkt der minimalen Kriechrate einsetzt, wurden die an 
den Einzelmaschenproben gemessenen Kriechkurven auf ihren reinen Schädigungsver-
lauf reduziert. Hierfür wurden vom Wegverlauf über der Zeit sowohl der primäre als auch 
der bis zur Bruchzeit extrapolierte sekundäre Kriechbereich subtrahiert, so dass aus die-
ser Vorgehensweise der reine Schädigungswegverlauf uD über der Zeit t resultiert. 
Bild 6.2.6.13 zeigt den auf den Schädigungsbruchweg uD,Br normierten Verlauf der reinen 
Schädigungsverformung in Abhängigkeit von der auf die Bruchzeit tBr normierten Kriech-
zeit t. Dabei stellen sich in normierter Darstellung für alle Prüflasten vergleichbare Schä-
digungsverläufe ein, die ein für diesen Probentyp nur geringes Streuband aufweisen.  
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Bild 6.2.6.13: Normierte Schädigungsverläufe von Einzelmaschenproben 
Auf Basis der Schädigungsbeschreibung nach Kachanov [Kac67] und Rabotnov [Rab69] 
wurde dieser Ansatz mit einem zusätzlichen Parameter mD1 erweitert, so dass der Schä-
digungsverlauf aus Bild 6.2.6.13 über 
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einheitlich beschrieben werden kann. Hierin sind mD1 und mD2 Schädigungsparameter, 
die über eine Ausgleichsrechnung zu mD1 = 6 und mD2 = 0,5 ermittelt wurden. Die Bruch-
zeit tBr bezieht sich dabei auf die aus der Zeitbruchkurve der Einzelmaschenproben ge-
mäß Bild 6.2.5.4 ermittelten Bruchzeiten in Abhängigkeit von der momentan wirkenden 
Prüflast F. Da die verschiedenen Maschen innerhalb der Kühlstruktur unter Kriechbelas-
tung aufgrund von spontanem Schweißpunktversagen einer zeitveränderlichen Belas-
tung ausgesetzt werden, wurde Gleichung 6.2.6.1 zu 
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modifiziert. Hierdurch kann für jede Masche in Abhängigkeit von der für die Dauer !ti 
wirkenden Prüflast Fi und der hieraus resultierenden Bruchzeit tBri ein relativer Schädi-
gungsgrad Di definiert werden. Erreicht Di den Wert 1, so stellt sich nach Bild 6.2.6.13 
Versagen für die jeweils betrachtete Einzelmasche innerhalb der Kühlstruktur ein. 
Da im Falle der Kopfzugproben die Prüfkraft über einen Stahlwürfel, der nur an seinem 
Umfang mit den Deckblechen verschweißt ist, in die Kühlstruktur eingeleitet wird, werden 
die einzelnen Schweißpunkte innerhalb des Drahtgewebes schon zu Beginn des Kriech-
versuchs mit unterschiedlichen Kräften belastet. Dabei versagen die Schweißpunkte 
während der Simulation aufgrund des symmetrischen Aufbaus des Mittelwert-FE-Modells 
immer gruppenweise. Bild 6.2.6.14 zeigt exemplarisch für eine Kühlstruktur, die mit 
F = 2 kN bei  = 650°C belastet wurde, die Versagensreihenfolge sowie -orte und die 
dazugehörigen, gemäß Gleichung 6.2.6.2 errechneten, relativen Bruchzeiten der ver-
schiedenen Schweißpunktgruppen. 
Schweiß-
punkt- 
gruppe 
relative 
Bruchzeit 
1: !tBr,1 = 675 h 
2: !tBr,2 = 2036 h
3: !tBr,3 = 1697 h
4: !tBr,4 = 0,9 h
5: !tBr,5 = 7E7 h
6 + 7: !tBr,6,7 = 3E3 h
   
Bild 6.2.6.14: Versagensreihenfolge der Schweißpunktgruppen sowie deren relative Bruchzeiten  
Nachdem bei der dritten Schweißpunktgruppe Versagen eingetreten ist, erreicht die re-
sultierende Prüflast auf die verbliebenen Schweißpunkte einen kritischen Wert, so dass 
diese innerhalb kürzester Zeit über eine Art Kettenreaktion versagen und somit das kol-
lektive Versagen der gesamten Struktur einleiten.  
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Für die Simulation des Kriechverhaltens wurde die an den Einzelmaschenproben verifi-
zierte User-Kriechroutine zusammen mit dem in Bild 6.1.5.6 dargestellten FE-Modell 
verwendet. Da sich die Anbindungsstellen zwischen den Kett- und Schussdrähten ge-
mäß Kapitel 6.1.5 für die untersuchten Prüfkräfte bereits im Bereich der spontanen Deh-
nung zu Beginn des Kriechversuchs ablösen, wurden diese für die Simulation des 
Kriechverhaltens nicht berücksichtigt. Bild 6.2.6.15 zeigt exemplarisch für die Prüflast 
von F = 2 kN die von-Mises-Vergleichsspannungsverteilung im FE-Modell nach einer 
Kriechzeit von t = 2711 h. Man erkennt deutlich, dass die Belastung des mittleren 
Schweißpunktes im Vergleich zu den äußeren signifikant niedriger liegt. 
 
Bild 6.2.6.15: Von-Mises-Vergleichspannungsverteilung im FE-Modell nach 2711 h Kriechzeit  
Beim Vergleich zwischen der gemäß Gleichung 6.2.6.2 errechneten Bruchzeiten der 
Kühlstruktur und der Regressionskurve der Versuchsergebnisse in Bild 6.2.6.16 zeigt 
sich eine erstaunlich gute Übereinstimmung. Die simulierte Zeitstandkurve beschreibt 
sowohl qualitativ als auch quantitativ die Versuchskurve. 
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Bild 6.2.6.16: Vergleich zwischen experimenteller und berechneter Zeitstandkurve  
Die Vergleiche zwischen den gemäß der beschriebenen Vorgehensweise simulierten 
sowie den aus den Versuchen ermittelten Kriechraten-Zeit-Kurven sind in 
Bild 6.2.6.17 dargestellt. Da in der Realität die einzelnen Schweißpunkte während des 
Versuchs aufgrund ihrer statistisch verteilten Zeitstandfestigkeiten meist nicht spontan 
und gruppenweise sondern durch Rissinitierung- und wachstum eher langsam und 
nacheinander versagen, werden die deutlichen Unstetigkeiten im Kurvenverlauf der 
FEM-Simulation im Verlauf der Versuchskurve nicht beobachtet. Des Weiteren ist davon 
auszugehen, dass bereits bei Aufbringen der Prüflast gemäß den in Kapitel 6.1.5 be-
schriebenen Zugkurven vereinzelt Schweißpunkte versagen, so dass insbesondere im 
primären Kriechbereich eine höhere Kriechrate der Versuchskurve beobachtet wird. Ins-
gesamt stellt sich jedoch eine zufriedenstellende Übereinstimmung zwischen Versuch 
und Simulation ein. 
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Bild 6.2.6.17: Vergleich der Kriechraten-Zeit-Kurven von Experiment und FEM-Simulation 
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6.3 Ermüdungsverhalten 
Da die Kühlstrukturen während des Betriebs neben der reinen Kriechverformung durch 
An- und Abfahrvorgänge der Dampfturbine, durch Temperaturschwankungen im Heiß- 
und Kühldampf sowie durch spontanes Schweißpunktversagen zusätzlich durch Ermü-
dungsprozesse geschädigt werden, wurden Low-Cycle-Fatigue-Versuche (LCF-
Versuche) an den in Bild 5.2.4.1 gezeigten Kopfzugproben in kritischer Belastungsrich-
tung durchgeführt. Dabei wurden Kühlstrukturen in der Ursprungsgeometrie 
(dD = 1,2 mm) sowie zu Vergleichszwecken Proben mit feinerem (dD = 0,8 mm) und grö-
berem (dD = 1,6 mm) Drahtgewebe untersucht.  
Gegenüber dem Zeit- und Dauerfestigkeitsbereich kennzeichnet den Kurzzeitfestigkeits- 
bereich (LCF-Bereich) die über die Dehngrenze hinaus stattfindende elasto-plastische 
Wechselverformung. Dabei führt eine geringe Erhöhung der Spannungsamplitude zu 
einer starken Erhöhung der plastischen Dehnungsamplitude und somit zu einer starken 
Verminderung der Lebensdauer. Aufgrund der bei dehnungsgeregelten Schwingversu-
chen resultierenden größeren Steigung (!ln a / !ln NBr) ist bei der Ermittlung des Zu-
sammenhangs zwischen der Dehnungsamplitude a und der Bruchschwingspielzahl NBr 
eine genauere Bestimmung der Ermüdungsbedingungen möglich. Des Weiteren werden 
die Kühlstrukturen bei Betriebsbedingungen durch die An- und Abfahrvorgänge der 
Dampfturbine sowie durch Temperaturschwankungen des Heiß- und Kühldampfes durch 
definierte thermische Dehnungen und nicht durch definierte Spannungen beansprucht. 
Aus diesem Grund wurden an den unterschiedlichen Kühlstrukturvarianten weggeregelte 
LCF-Versuche sowohl bei Raumtemperatur als auch bei Hochtemperaturbelastung 
(650°C) in kritischer Belastungsrichtung (senkrecht zur Drahtgewebezwischenlage) 
durchgeführt.  
Da die Maximaldehnungen im Betrieb in erster Linie von den thermischen Einflüssen des 
Anfahrvorganges der Dampfturbine abhängen, wurde das Verhältnis aus Minimal- zu 
Maximalweg Ru = umin / umax zu Ru = 0 gesetzt. 
Die Bilder 6.3.1 bis 6.3.3 zeigen exemplarisch für die drei Kühlstrukturvarianten jeweils 
für eine Prüffrequenz von f = 0,2 Hz und eine Wegamplitude von ua = um = 0,1 mm die 
sich einstellende 1., 10. und 100. Hystereseschleife bei Raumtemperatur sowie bei 
650°C. Die Unstetigkeiten und Kraftsprünge im Verlauf der einzelnen Zyklen, insbeson-
dere im ersten, resultieren analog zum Fließ- und Kriechverhalten aus spontanen Draht-
brüchen und Schweißpunktablösungen während des Versuchs.  
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(a) (b) 
Bild 6.3.1: Resultierende Hystereseschleifen von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen mit feinem Drahtge-
webe bei Raumtemperatur (a) sowie bei 650°C (b) 
  
(a) (b) 
Bild 6.3.2: Resultierende Hystereseschleifen von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen in der Ursprungsge-
ometrie bei Raumtemperatur (a) sowie bei 650°C (b) 
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(a) (b) 
Bild 6.3.3: Resultierende Hystereseschleifen von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen mit grobem Draht-
gewebe bei Raumtemperatur (a) sowie bei 650°C (b) 
Aufgrund eines Datenerfassungsfehlers fehlt in Bild 6.3.2 (a) für N = 1 der Messwertbe-
reich bis u = 0,05 mm. Bei genauer Betrachtung der Hystereseschleifen fällt auf, dass 
die Kurvenverläufe nach Durchlaufen des Maximalweges umax = ua + um im Druckkraftbe-
reich einen für Vollmaterialproben untypischen Wendepunkt aufweisen, der sich mit stei-
gender Schwingspielzahl immer deutlicher ausprägt. Eine Ursache für diesen Effekt ist 
die während der Prüfung ansteigende Anzahl an bereits abgelösten Schweißpunkten 
sowie gebrochenen Kettdrahtstegen. Durch die vorangegangene bleibende plastische 
Verformung der versagten Einzelmaschen stellen diese unter Druckverformung zu unter-
schiedlichen Wegzeitpunkten einen zusätzlichen Widerstand dar, zeigen jedoch auf den 
Kurvenverlauf für den Bereich der Zugverformung keinen Einfluss.  
Da die Kühlstrukturen bei schwingender Belastung nicht wie normale Vollmaterialproben 
spontan versagen, sondern sich kontinuierlich zyklisch entfestigen, musste ein für die 
Kopfzugproben neues allgemeingültiges Versagenskriterium definiert werden. Trägt man 
die zyklenlabhängig erreichte Maximalkraft in Abhängigkeit von der Schwingspielzahl 
sowie der eingestellten Wegamplitude auf, so ergeben sich die in Bild 6.3.4 exemplarisch 
für Kopfzugproben mit feinem Drahtgewebe gezeigten Kurvenverläufe. Deutlich ist im 
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Bereich von Fmax/N  1 kN für alle Wegamplituden eine signifikante Unstetigkeit gefolgt 
von einem rapiden Abfall der Restfestigkeit zu beobachten. 
 
Bild 6.3.4: Zyklische Entfestigungskurven in Abhängigkeit von der Wegamplitude für Kopfzugproben 
mit feinem Drahtgewebe 
Diese Restfestigkeit wird durch das Auf- und Abbiegen vereinzelter Kettdrahtsegmente, 
die das obere und untere Deckblech über das Vielfache der ursprünglichen Maschenwei-
te verbinden, verursacht. Analog hierzu wurde bei den quasistatischen Zugversuchen 
(Bild 6.1.5.1 und 6.1.5.2) nach Strukturversagen eine Restfestigkeit im gleichen Streube-
reich beobachtet, die über weite Verformungsbereiche näherungsweise konstant blieb. 
Wird diese Unstetigkeit als das Strukturversagen unter zyklischer Belastung betrachtet, 
kann die Abhängigkeit der Wegamplitude von der Bruchschwingspielzahl in Form von 
Ermüdungslebensdauerkurven für den LCF-Bereich dargestellt werden. Dabei stellt sich 
grundsätzlich die Frage nach einer einheitlichen Beschreibung der auf diese Weise er-
mittelten Versuchsdaten. 
Nach Coffin [Cof54] und Manson [Man66] wurde zur Beschreibung der plastischen 
Dehnschwingbreite !pl in Abhängigkeit von der Bruchschwingspielzahl NBr in doppelt-
logarithmischer Darstellung für den Kurzzeitfestigkeitsbereich eine Potenzfunktion ge-
mäß 
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Fm
BrFpl NB !  (6.3.1) 
verwendet. Hierin sind BF und mF Werkstoffparameter.  
Für die elastische Dehnschwingbreite !el im Bereich der Zeitfestigkeit kann gemäß 
Basquin [Bas10] mit AF und nF als Werkstoffparameter 
Fn
BrFel NA !  (6.3.2) 
geschrieben werden.  
Für die Schwingbreite der Gesamtdehnung !t = !el + !pl folgt somit:  
FF n
BrF
m
BrFt NANB !  (6.3.3) 
Für Vollmaterialproben werden die fehlenden Konstanten üblicherweise aus der Sätti-
gungshysterese bestimmt, die nach Bild 6.3.4 für die Kühlstrukturen nicht beobachtet 
werden konnten. Allerdings kann für die elastische Dehnschwingbreite gemäß Manson 
[Man65] und Zenner [Zen76] für Vollmaterialproben der Parameter nF zu nF = 0,11 ab-
geschätzt werden.  
Der Parameter AF kann nach [Mag07] für austenitische Stähle mit   
E
R2A mF   (6.3.4) 
angenähert werden. Hierin ist Rm die Zugfestigkeit und E der E-Modul. Übertragen auf 
die Kühlstrukturen würde sich Gleichung 6.3.4 zu  
S
F2A maxF   (6.3.5) 
schreiben lassen, worin Fmax die Maximalkraft in Newton und S der Steifigkeitsmodul in 
Newton pro Millimeter sind. Mit den aus den Zug- sowie Warmzugversuchen an den drei 
verschiedenen Strukturvarianten ermittelten Werten wurde der gemittelte Parameter 
K,FA  zu den in Tabelle 6.3.1 aufgeführten Werten berechnet. 
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K,FA  [mm]  
RT 650°C 
feines Drahtgewebe: 0,011 0,015 
Ursprungsgeometrie: 0,08 0,06 
grobes Drahtgewebe: 0,013 0,037 
Tabelle 6.3.1:  Gemittelter Parameter K,FA in Abhängigkeit von der Prüftemperatur sowie Kühlstruk-
turvariante 
Da, wie bereits erwähnt, die Parameter zur Beschreibung der Abhängigkeit der plasti-
schen Dehnschwingbreite von der Bruchschwingspielzahl anhand der sich bei typischen 
Vollmaterialproben einstellenden Sättigungshysterese ermittelt werden, und diese im 
Falle der Kühlstrukturen nicht beobachtet werden konnten, wurde ein alternativer Lö-
sungsansatz verfolgt:  
Bei der Analyse der Entfestigungskurven in Bild 6.3.4 fällt auf, dass sich wegamplituden-
abhängig nach einem anfänglichen rapiden Festigkeitabfall mit fortschreitender 
Schwingspielzahl eine näherungsweise konstante Entfestigungsrate dFmax/N / dN einstellt, 
bis schließlich die Probe versagt. Dies wird insbesonders anhand der Entfestigungskur-
ven in doppelt-linearer Darstellung deutlich, wie sie exemplarisch in Bild 6.3.5 (a) für 
Kopfzugproben mit feinem Drahtgewebe gezeigt sind. Differenziert man die Entfesti-
gungskurven bis zum Erreichen der Bruchschwingspielzahl nach der Zeit, so ergeben 
sich die in Bild 6.3.5 (b) gezeigten Kurvenverläufe. Wie erwartet nähert sich die Entfesti-
gungsrate mit wachsender Schwingspielzahl einem konstanten Wert an, der im Folgen-
den als konstante Entfestigungsrate dFk / dN bezeichnet werden soll. Der Zusammen-
hang zwischen den auf diese Weise ermittelten konstanten Entfestigungsraten und den 
von außen angelegten Wegamplituden kann gemäß Bild 6.3.6 (a) bis 6.3.8 (a) jeweils 
über eine Potenzfunktion 
1m
a1
k ua
dN
dF
  (6.3.6) 
beschrieben werden. Hierin sind a1 und m1 Parameter, die von der Prüftemperatur sowie 
von der untersuchten Strukturvariante abhängen. 
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(a) (b) 
Bild 6.3.5: Entfestigungskurven für Kopfzugproben mit feinem Drahtgewebe in doppelt-linearer Dar-
stellung (a) sowie resultierende Entfestigungsraten in Abhängigkeit von der Schwingspiel-
zahl (b) 
Die Abhängigkeit der anhand der Entfestigungskurven definierten Bruchschwingspielzahl 
von der konstanten Entfestigungsrate ist in den Bildern 6.3.6 (b) bis 6.3.8 (b) gezeigt und 
kann über  
2m
k
2Br dN
dFaN 
	




  (6.3.7) 
mit einer für die Kühlstrukturen guten Genauigkeit wiedergegeben werden. Die über 
Ausgleichsrechnungen ermittelten von der Prüftemperatur sowie Strukturvariante abhän-
gigen Parameter a1, a2, m1 und m2 sind in Tabelle 6.3.2 aufgeführt.  
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(a) (b) 
Bild 6.3.6: Zusammenhang zwischen konstanter Entfestigungsrate und Wegamplitude (a) sowie Ab-
hängigkeit der Bruchschwingspielzahl von der konstanten Entfestigungsrate (b) für Kühl-
strukturen mit feinem Drahtgewebe bei RT und bei 650°C 
  
(a) (b) 
Bild 6.3.7: Zusammenhang zwischen konstanter Entfestigungsrate und Wegamplitude (a) sowie Ab-
hängigkeit der Bruchschwingspielzahl von der konstanten Entfestigungsrate (b) für Kühl-
strukturen in der Ursprungsgeometrie bei RT und bei 650°C 
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(a) (b) 
Bild 6.3.8: Zusammenhang zwischen konstanter Entfestigungsrate und Wegamplitude (a) sowie Ab-
hängigkeit der Bruchschwingspielzahl von der konstanten Entfestigungsrate (b) für Kühl-
strukturen mit grobem Drahtgewebe bei RT und bei 650°C 
 
 
Parameter: a1 m1 a2 m2 
feines Drahtgewebe - RT: 2E4 8 3 0,79 
feines Drahtgewebe - 650°C: 97 4,8 2,9 0,71 
Ursprungsgeometrie - RT: 10 5,5 3,6 0,74 
Ursprungsgeometrie - 650°C: 12 4,3 3,6 0,74 
grobes Drahtgewebe - RT: 2380 8 5,3 0,68 
grobes Drahtgewebe - 650°C: 1350 6,2 4,1 0,61 
Tabelle 6.3.2: Regressionsparameter a1, m1, a2 und m2 
Durch Gleichsetzen von Gleichung 6.3.6 und 6.3.7 kann die Abhängigkeit der elasto-
plastischen Wegamplitude von der Bruchschwingspielzahl über 
12m
Br12pl,el,a Nau   (6.3.8) 
beschrieben werden. Hierin berechnet sich der Parameter a12 zu 
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  (6.3.9) 
und der Parameter m12 zu 
12
12 mm
1m

 . (6.3.10) 
Exemplarisch würde sich für die Kühlstrukturen in der Ursprungsgeometrie bei Raum-
temperatur der Parameter a12 zu 0,9 und m12 zu 0,25 ergeben. 
Da die Kühlstrukturen im Vergleich zu Vollmaterialproben sowohl gemäß der Abschät-
zung nach Gleichung 6.3.5 als auch bei der Analyse der Zug- und Hysteresekurven nur 
einen sehr geringen elastischen Anteil aufweisen, kann für die Beschreibung der Ermü-
dungslebensdauerkurven im Bereich bis 104 Schwingspiele die elastische Wegamplitude 
vernachlässigt werden. Gleichung 6.3.8 beschreibt somit näherungsweise die Abhängig-
keit der plastischen Wegamplitude von der Bruchschwingspielzahl.  
Die Anwendung des vorgestellten Modells auf die Versuchsergebnisse ist für die unter-
schiedlichen Kühlstrukturvarianten in den Bildern 6.3.9 bis 6.3.11 gezeigt. Man erkennt 
deutlich den negativen Hochtemperatureinfluss auf die Ermüdungsfestigkeit, der sich mit 
steigender Lebensdauer immer signifikanter ausprägt. Allerdings stellen sich für den Le-
bensdauerbereich bis 10 Schwingspiele vermutlich aufgrund der durch den Hochtempe-
ratureinfluss erhöhten Duktilität und die hierdurch an den Verbindungsstellen zwischen 
Drahtgewebe und Deckschicht vermindert auftretende Kerbwirkung durchaus vergleich-
bare Festigkeiten ein. 
Der direkte Vergleich zwischen den Ermüdungslebensdauerkurven der unterschiedlichen 
Kühlstrukturvarianten sowohl bei Raumtemperatur als auch bei 650°C ist in den Bil-
dern 6.3.12 (a) und (b) gezeigt. Bis zu einer Bruchschwingspielzahl von 104 weisen er-
neut die Kühlstrukturen in der Ursprungsgeometrie bei beiden Prüftemperaturen die 
höchsten Ermüdungsfestigkeiten auf. 
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Bild 6.3.9: Ermüdungslebensdauerkurven von Kühlstrukturen mit feinem Drahtgewebe bei Raum-
temperatur und bei 650°C  
 
 
Bild 6.3.10: Ermüdungslebensdauerkurven von Kühlstrukturen in der Ursprungsgeometrie bei Raum-
temperatur und bei 650°C  
 
156 6.3 Ermüdungsverhalten
  
 
 
Bild 6.3.11: Ermüdungslebensdauerkurven von Kühlstrukturen mit grobem Drahtgewebe bei Raum-
temperatur und bei 650°C  
 
(a) (b) 
Bild 6.3.12: Vergleich zwischen den Ermüdungslebensdauerkurven der unterschiedlichen Struktur-
varianten bei Raumtemperatur (a) und bei 650°C (b) 
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6.4 Kriech-Ermüdungs-Wechselwirkung 
Die Kühlstrukturen werden während des Betriebs in der Dampfturbine nicht nur durch 
reine Kriech- und Ermüdungsprozesse geschädigt. Aufgrund der Kombination aus Hoch-
temperaturbelastung, Kühldampfinnendruckdifferenz, An- und Abfahrvorgängen der 
Dampfturbine sowie Temperaturschwankungen im Heiß- und Kühldampf findet eine Be-
anspruchung sowohl senkrecht als auch parallel zur Drahtgewebezwischenlage vielmehr 
im Gebiet der Kriech-Ermüdungs-Wechselwirkung statt. Um die Frequenzabhängigkeit 
der Strukturlebensdauer durchgängig vom reinen Kriechen bis in das Gebiet der reinen 
Ermüdungsschädigung zu untersuchen und zu beschreiben, wurden hierfür aufbauend 
auf den Kriechversuchen mit konstanter Belastung weitere LCF-Versuche an Kühlstruk-
turen (Ursprungsgeometrie) in kritischer Belastungsrichtung mit variierenden Prüffre-
quenzen durchgeführt. Dabei sind im Gegensatz zu den reinen Ermüdungsversuchen 
aus Kapitel 6.3 alle frequenzabhängigen LCF-Versuche ausschließlich unter Hochtempe-
raturbelastung, kraftgeregelt und unter rechteckförmiger Belastung erfolgt. Hierdurch 
konnten die Versuchsergebnisse mit den Ergebnissen der reinen Kriechversuche vergli-
chen, ineinander überführt und anschließend ganzheitlich ausgewertet werden. Bild 6.4.1 
zeigt exemplarisch für eine Frequenz von f = 0,002 Hz sowie eine Oberkraft von 
Fo = 5 kN den resultierenden Wegverlauf über der Zeit. 
 
Bild 6.4.1: Kraftgeregelter LCF-Versuch unter rechteckförmiger Belastung  
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Analog zu dem in Kapitel 6.1 bis 6.3 beobachteten Versagensverhalten brechen wäh-
rend der Prüfung einzelne Schweißpunkte sowie Kettdrahtstege und führen somit zu 
teilweise unstetigen Kurvenverläufen. Man erkennt deutlich, dass sich für das gewählte 
Kraftverhältnis von R = 0,1 für die Dauer der wirkenden Unterkraft Fu = 0,1 · Fo eine ge-
ringfügig negative Verformungsrate einstellt. Im Ganzen erinnert der obere Bereich der 
Verformungskurve aus Bild 6.4.1 an eine typische Kriechkurve, die in jedem Zyklus für 
die Dauer von !t = 1/(2 f) unterbrochen wird. Aufgrund der für dieses Zeitfenster beo-
bachteten negativen Kriechrate verschiebt sich die Kurve schwingspielzahlabhängig in 
negativer Ordinatenrichtung. 
Um die Zunahme des Gesamtverformungsbetrags u und die hieraus resultierende Ände-
rungsrate der Verformung du/dN zyklenabhängig zu ermitteln, wurde für jede Schwing-
spielzahl der maximal erreichte Verformungsweg bestimmt. Aufgrund der hohen Daten-
abtastrate sowie aufgrund der bei dieser Auflösung nicht unerheblichen Streuung des 
gemessenen Wegsignals wurde dieser Maximalwert aus dem Mittelwert der letzten fünf 
Wegsignale berechnet, die jeweils am Ende der ersten Zyklenhälfte gemessenen wur-
den.  
(a) (b) 
Bild 6.4.2: Zyklische Kriechkurve (a) und resultierende Verformungsrate über der Zeit (b) 
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Durch lineares Interpolieren der Maximalwege entsteht eine Art zyklische Kriechkurve, 
wie sie exemplarisch in Bild 6.4.2 (a) gezeigt ist. Durch Differenzieren nach der Schwing-
spielzahl oder auch nach der Zeit können hieraus die in Bild 6.4.2 (b) gezeigten Verfor-
mungsraten du/dN und du/dt ermittelt werden. Dabei kann durchgängig für alle unter-
suchten Prüffrequenzen und Belastungen immer ein Minimalwert der Verformungsrate 
beobachtet werden, der in Analogie zur Auswertung der Kriechversuche mit der von au-
ßen angelegten Belastung sowie der hieraus resultierenden Lebensdauer (in diesem Fall 
die Bruchschwingspielzahl) in Beziehung gebracht werden kann.  
Bild 6.4.3 zeigt den Zusammenhang zwischen den auf diese Weise ermittelten minima-
len Verformungsraten und Belastungen für die untersuchten Prüffrequenzen 0,2, 0,02, 
0,002 und 0,0002 Hz. Dabei lässt sich im Falle der 0,2 Hz-Versuche aufgrund des deut-
lich mehr durch Ermüdung geprägten Schädigungsverhaltens eine wesentlich größere 
Streuung der Versuchsdaten beobachten. 
 
Bild 6.4.3: Zusammenhang zwischen minimaler Verformungsrate und Oberkraft in Abhängigkeit von 
der Prüffrequenz  
Zur Beschreibung der Ergebnisse wurde eine modifizierte Soderberg-Beziehung [Sod36] 
gemäß 
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 2o1 uFexpudN
du
  (6.4.1) 
verwendet, worin die minimale Kriechgeschwindigkeit mit der minimalen Verformungsra-
te und die Lastspannung mit der Oberkraft ersetzt wurden. In dieser Gleichung ist u1 ein 
prüffrequenzabhängiger Parameter und u2 eine Konstante, die über eine Ausgleichs-
rechnung für alle untersuchten Prüffrequenzen zu u2 = 0,0026 berechnet wurde.  
Unter der Annahme, dass ein Kriechversuch einem kraftgeregelten LCF-Versuch mit 
rechteckförmiger Belastung entspricht, bei dem das Versagen „zufällig“ genau am Ende 
des ersten halben Zyklus eintritt, können die Ergebnisse der an den Kühlstrukturen 
durchgeführten Kriechversuche mit in die Auswertung einbezogen werden. Hierfür wurde 
die minimale Kriechgeschwindigkeit (du/dt)min gemäß 
f
1
dt
du
dN
du
minmin
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  (6.4.2) 
in die minimale Verformungsrate (du/dN)min umgerechnet. Die Prüffrequenz f kann hierfür 
mit der aus dem Kriechversuch ermittelten Bruchzeit tBr über 
Brt2
1f

  (6.4.3) 
bestimmt werden. 
Bild 6.4.3 zeigt neben den Ergebnissen der LCF-Versuche exemplarisch vier weitere 
Werte, die gemäß Gleichungen 6.4.2 und 6.4.3 aus Kriechversuchen mit konstanter Be-
lastung ermittelt wurden. Mit einem weiterhin als konstant angenommenen Parameter 
u2 = 0,0026 lassen sich die Kriechversuchsergebnisse in gleicher Weise wie die LCF-
Versuchsergebnisse nach Gleichung 6.4.1 mit einem frequenzabhängigen variablen Pa-
rameter u1 beschreiben.  
Da die Untersuchung der Frequenzabhängigkeit des Parameters u1 anhand von lediglich 
4 Prüffrequenzen nur eine grobe Abschätzung zulässt, wurden weitere 13 LCF-Versuche 
an Kühlstrukturen durchgeführt, bei denen die Oberkraft konstant zu Fo = 3,7 kN gesetzt 
und lediglich die Prüffrequenz in einem Spektrum von f = 2E4 Hz bis f = 1 Hz variiert 
wurde. Hierdurch konnten die drei charakteristischen Bereiche der reinen Kriech-, der 
kombinierten Kriech-Ermüdungs- sowie der reinen Ermüdungsschädigung gegeneinan-
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der abgegrenzt werden. Bild 6.4.4 zeigt die Abhängigkeit der minimalen Verformungsrate 
von der Prüffrequenz bei einer konstanten Oberkraft von Fo = 3,7 kN. Zusätzlich sind im 
Diagramm zwei weitere Kriechversuchsergebnisse dargestellt, die bei identischer Belas-
tung durchgeführt wurden. 
 
Bild 6.4.4: Minimale Verformungsrate in Abhängigkeit von der Prüffrequenz  
Sowohl die LCF- als auch die Kriech-Versuchsergebnisse lassen sich einheitlich über 
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beschreiben. Hierin steht die Konstante (du/dN)Ermüdung für den Bereich der reinen Ermü-
dungsschädigung, in dem sich eine konstante minimale Verformungsrate einstellt. Das 
Gebiet der reinen Kriechschädigung hingegen kann treffender über (du/dt)Kriechen wieder-
gegeben werden. Im Prüffrequenzspektrum von ungefähr 0,01 bis 1 Hz wird dabei der 
Bereich der kombinierten Kriech-Ermüdungs-Wechselwirkung beobachtet, der durch den 
in doppelt-logarithmischer Darstellung gekrümmten Kurvenverlauf gekennzeichnet ist. 
Unter der Annahme, dass der in Bild 6.4.3 ermittelte Parameter u1 eine gemäß Bild 6.4.4 
qualitativ vergleichbare Frequenzabhängigkeit aufweist, kann dieser in Bild 6.4.5 darge-
stellte Wert über 
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1uu   (6.4.5) 
gleichermaßen beschrieben werden. Hierin steht der Parameter ue analog zu Glei-
chung 6.4.4 für den Bereich der reinen Ermüdungs- und der Parameter uk1 für das Ge-
biet der reinen Kriechschädigung. Insgesamt lassen sich sowohl die Kriech- als auch die 
LCF-Versuchsergebnisse gemäß Gleichung 6.4.5 mit ue = 3E10 und uk1 = 6E11 wie-
dergeben. 
 
Bild 6.4.5: Parameter u1 in Abhängigkeit von der Prüffrequenz  
In Analogie zu der bei Zeitstanduntersuchungen verwendeten Monkman-Grant-
Beziehung [Mon56] existiert für die Hochtemperatur-LCF-Versuche unter rechteckförmi-
ger Belastung eine Beziehung zwischen der Lebensdauer und der minimalen Verfor-
mungsrate der Kühlstrukturen. Die Bilder 6.4.6 (a) bis (c) zeigen für drei unterschiedliche 
Prüffrequenzen jeweils die Abhängigkeit der Bruchschwingspielzahl NBr von der minima-
len Verformungsrate. Die Versuchsdaten können mit guter Genauigkeit über  
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beschrieben werden. Hierin sind n1 und n2 frequenzabhängige Parameter, deren Werte 
in Tabelle 6.4.1 aufgeführt sind.  
 (a) (b) (c) 
Bild 6.4.6:  Zusammenhang zwischen Bruchschwingspielzahl und minimaler Verformungsrate für 
0,2 Hz (a), 0,02 Hz (b) und 0,002 Hz (c) 
 
Parameter: n1 n2 
f = 0,2 Hz 2,94 0,61 
f = 0,02 Hz 0,91 0,72 
f = 0,002 Hz 0,28 0,86 
f = 0,0002 Hz 0,27 0,88 
Tabelle 6.4.1: Frequenzabhängige Parameter n1, und n2  
Für die Prüffrequenz von f = 0,002 Hz, bei der nach Bild 6.4.4 reine Kriechschädigung 
vorliegt, sind zusätzlich in Bild 6.4.6 (c) die Ergebnisse der Zeitstandversuche mit aufge-
führt, die gemäß der beschriebenen Annahme genau bei einer Bruchschwingspielzahl 
NBr = 0,5 versagen würden. Der Mittelwert der 7 Versuchspunkte bestätigt die in Glei-
chung 6.4.6 aufgeführte Potenzfunktion. 
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Die Abhängigkeiten der Parameter n1 und n2 von der Prüffrequenz zeigen die Bil-
der 6.4.7 (a) und (b). Da nach Bild 6.4.6 (c) davon ausgegangen werden kann, dass für 
den Frequenzbereich von f  0,002 Hz keine Abweichungen von der dargestellten Po-
tenzfunktion zu erwarten sind, können die Paramater n1 und n2 für diesen Bereich als 
konstant angenommen werden. Gleichermaßen liegt gemäß Bild 6.4.4 für Frequenzen 
f > 1 Hz reine Ermüdungsschädigung vor, so dass n1 und n2 für dieses Gebiet ebenso 
als konstant zu der in Bild 6.4.6 (a) ermittelten Potenzfunktion gesetzt werden können. 
(a) (b) 
Bild 6.4.7: Parameter n1 (a) und n2 (b) in Abhängigkeit von der Prüffrequenz 
Um die frequenzabhängigen Verläufe von n1 und n2 in Bild 6.4.7 (a) und (b) stetig wie-
derzugeben, wurde eine Gleichung gemäß 
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formuliert. Hierin beschreibt ne den jeweiligen n-Wert für den Bereich der reinen Ermü-
dungsschädigung und nk den entsprechenden n-Wert für das Gebiet der reinen Kriech-
schädigung. nw definiert den Wendepunkt der Ausgleichskurve und * ist ein Regressi-
onsparameter. Die ermittelten Werte sind in Tabelle 6.4.2 aufgeführt. 
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Parameter: ne nk nw *
n1: 3,2 0,26 0,046 1,54 
n2: 0,6 0,87 0,017 1,28 
Tabelle 6.4.2: Parameter ne, nk, nw, np  
Durch Kombination der Gleichungen 6.4.1, 6.4.5, 6.4.6 und 6.4.7 können die in Bild 6.4.8 
gezeigten Ermüdungslebensdauerkurven für den Bereich von 5 bis 104 Schwingspiele 
mit guter Übereinstimmung über 
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in Abhängigkeit von der angelegten Prüffrequenz sowie Bruchschwingspielzahl be-
schrieben werden. 
 
Bild 6.4.8: Ermüdungslebensdauerkurven von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen in der Ursprungs-
geometrie in Abhängigkeit von der Prüffrequenz und Bruchschwingspielzahl 
Bild 6.4.9 gibt diesen Zusammenhang in dreidimensionaler Darstellung wieder und 
Bild 6.4.9 zeigt die Ermüdungslebensdauerkurven in Abhängigkeit von der Zeit. 
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Bild 6.4.9: Ermüdungslebensdauerkurven von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen in der Ursprungs-
geometrie in Abhängigkeit von der Prüffrequenz  
 
Bild 6.4.10: Ermüdungslebensdauerkurven von Nicrofer-6025HT-Kühlstrukturen in der Ursprungs-
geometrie in Abhängigkeit von der Prüffrequenz und Bruchzeit 
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Abschließend wurden anhand von REM-Aufnahmen die Bruchflächen von einzelnen 
Schweißpunkten sowie Kettdrahtstegen untersucht. Unter Verwendung von gebrochenen 
Kopfzugproben, bei denen eine Prüffrequenz von f = 0,02 Hz vorlag, wurde gewährleis-
tet, dass das Versagen exakt im Gebiet der Kriech-Ermüdungs-Wechselwirkung aufge-
treten ist. Bild 6.4.11 (a) zeigt die REM-Aufnahme eines Kettdraht-Schweißpunktes, der 
sich aufgrund eines kritischen Anbindungsfehlers und der hieraus resultierenden gerin-
gen Anbindungsfläche während der Prüfung abgelöst hat. Durch den innerhalb der Ellip-
se erkennbaren „scharfen“ Übergang zwischen angebundenem und lediglich aufge-
schmolzenem Material ist im Kerbbereich des Schweißpunktes durch das Auf- und Ab-
biegen des Kettdrahtes zusätzlich ein Ermüdungsriss entstanden, der in diesem Fall al-
lerdings nicht zum Versagen geführt hat. Bild 6.4.11 (b, oben) hingegen zeigt die REM-
Aufnahme einer halben Schweißpunktellipse, bei der das Versagen aufgrund eines un-
kritischen Anbindungsfehlers durch einen Ermüdungsbruch im Kettdrahtsteg eingetreten 
ist. Dabei sind in Bild 6.4.11 (b, unten), bei entsprechender Auflösung, auf der Bruchflä-
che die für einen Ermüdungsbruch typischen Schwingstreifen zu erkennen, aus deren 
Existenz geschlussfolgert werden kann, dass bei 0,02 Hz tatsächlich noch Ermüdungs-
schädigung vorliegt.  
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(a) (b) 
Bild 6.4.11:  REM-Aufnahmen eines bei f = 0,02 Hz gebrochenen Schweißpunktes (a) sowie Kett-
drahtsteges (b) 
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7 Zusammenfassung 
Im Rahmen dieser Arbeit wurde das mechanische Hochtemperaturverhalten von neuar-
tigen Gitterblechstrukturen zur Kühlung thermisch hochbelasteter Dampfturbinenkompo-
nenten charakterisiert und mit Hilfe der FEM simuliert. 
Durch den konstanten Kühldampfüberdruck innerhalb der Kühlkomponente in Kombina-
tion mit der Hochtemperaturbelastung des Heißdampfes werden die Kühlstrukturen in 
erster Linie durch Kriechprozesse geschädigt. Zusätzlich verursachen Temperatur-
schwankungen im Heiß- und Kühldampf sowie An- und Abfahrvorgänge der Dampfturbi-
ne eine überlagerte schwingende Belastung. Insgesamt findet die Schädigung der Kühl-
strukturen während des Betriebs sowohl parallel als auch senkrecht zur Drahtgewebe-
zwischenlage im Gebiet der kombinierten Kriech-Ermüdungs-Wechselwirkung statt. Da-
bei haben Untersuchungen zum Kriechverhalten gezeigt, dass kritisch für die Lebens-
dauer eine Belastung senkrecht zur Zwischenlage ist. In diesem Fall entscheidet die 
Festigkeit der Schweißpunkte zwischen Drahtgewebe und Deckblech über die Festigkeit 
der Gesamtstruktur. Für eine vollständige Charakterisierung des mechanischen Hoch-
temperaturverhaltens wurde das Fließ-, Kriech-, Ermüdungs- und Kriech-Ermüdungs-
Verhalten von Kühlstrukturen aus der Nickelbasislegierung Nicrofer 6025HT in kritischer 
Belastungsrichtung untersucht und anschließend simuliert. 
Um das Fließverhalten der Kühlstrukturen mit Hilfe der FEM zu simulieren, wurden zu-
nächst Zugversuche von Raumtemperatur bis 800°C an den Einzelkomponenten gerader 
Draht sowie Deckblech und zu Vergleichszwecken an Vollmaterialproben durchgeführt. 
Hierdurch konnten geeignete Stoffgesetze bestimmt und in eine adäquate User-
Subroutine der kommerziellen FEM-Software Abaqus implementiert werden. Als nächs-
ter Schritt wurde das Fließverhalten von einzelnen Kettdrahtmaschen charakterisiert und 
auf Basis der ermittelten Stoffgesetze simuliert. Dabei wurde während der Versuche so-
wohl Schweißpunktversagen als auch Kettdrahtbruch beobachtet. Bei der Analyse der 
versagten Schweißpunktellipsen konnte festgestellt werden, dass Schweißpunktversa-
gen grundsätzlich auf Anbindungsfehler zurückzuführen ist und zu einer Festigkeitser-
niedrigung von ungefähr 30 % führt. Für die FEM-Simulation des Fließverhaltens der 
Gesamtstruktur wurde ein Modell zur Abschätzung der Versagenszeitpunkte der 
Schweißpunkte bzw. Kettdrahtstege erstellt. Dabei wird jedem Schweißpunkt im Modell 
eine Bruchdehnung zugeordnet, die durch eine gleichverteilte Zufallsziehung aus der an 
Einzelmaschenproben ermittelten Bruchdehnungsverteilung bestimmt wird. Um zusätz-
lich den Einfluss unterschiedlicher Drahtgewebegeometrien auf das Fließverhalten zu 
untersuchen, wurden Zugversuche an Kühlstrukturen mit größeren und kleineren Ma-
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schenweiten sowie Drahtdurchmessern durchgeführt. Die Versuchergebnisse zeigen für 
Strukturen mit mittlerem Drahtgewebe eine um den Faktor zwei höhere Zugfestigkeit bei 
Raumtemperatur und unter Hochtemperaturbelastung. 
In Analogie zum Fließverhalten wurde bei der Charakterisierung des Kriechverhaltens an 
identischen Probentypen eine signifikant höhere Zeitstandfestigkeit für Proben mit mittle-
rer Drahtgewebegeometrie ermittelt. Um das Kriechverhalten dieser Strukturvariante in 
kritischer Belastungsrichtung zu untersuchen und auch simulieren zu können, ist die ge-
naue Kenntnis des Kriechverhaltens der Einzelkomponenten Grundvoraussetzung. Hier-
für wurden Kriechversuche bei unterschiedlichen Temperaturen an geraden Einzeldräh-
ten sowie Deckblechen und zu Vergleichszwecken an Vollmaterialproben durchgeführt 
und anschließend mit dem Konzept der inneren Rückspannung mit Hilfe der FEM simu-
liert. Um die Versagenszeitpunkte der Schweißpunkte bzw. Kettdrahtstege unter Kriech-
belastung vorhersagen zu können, wurden in einem nächsten Schritt Kriechversuche an 
Einzelmaschenproben durchgeführt. Anhand der ermittelten Zeitbruchkurve in Kombina-
tion mit einer nichtlinearen Schadensakkumulationstheorie konnten hierdurch die 
Versagenszeitpunkte einzelner Kettdrahtmaschen mit guter Genauigkeit abgeschätzt 
werden. Das für die Simulation des Kriechverhaltens der Gesamtstruktur entwickelte 
FEM-Modell bildet eine komplette Kühlstrukturprobe ab und berücksichtigt 24 Schweiß-
punkte am unteren und 25 Schweißpunkte am oberen Deckblech. Gemäß der ermittelten 
Schadensakkumulationstheorie sowie auf Basis der an den Einzelkomponenten ermittel-
ten Stoffgesetze konnte das Kriechverhalten der Kühlstrukturen in kritischer Belastungs-
richtung mit guter Genauigkeit simuliert werden. Schweißpunktversagen wurde während 
der Simulation durch spontanes Ablösen der Verbindungsstellen zwischen Drahtgewebe 
und Deckblech abgebildet. 
Um den Einfluss von unterschiedlichen Drahtgewebegeometrien auf das LCF-Verhalten 
der Kühlstrukturen abschätzen zu können, wurden weggeregelte LCF-Versuche bei 
Raumtemperatur und bei 650°C in kritischer Belastungsrichtung durchgeführt. Da wäh-
rend der Versuche kein spontanes Versagen wie bei normalen Vollmaterialproben beo-
bachtet werden konnte, musste ein neues allgemeingültiges Versagenskriterium definiert 
werden. In diesem Zusammenhang wurden die Bruchschwingspielzahlen auf Basis der 
zyklischen Entfestigungskurven ermittelt, die durchgängig eine signifikante Unstetigkeit 
im Kurvenverlauf gefolgt von einem rapiden Abfall der zyklenabhängigen Maximalkraft 
aufwiesen. Die auf diese Weise erstellten Ermüdungslebensdauerkurven zeigen für 
Kühlstrukturen mit mittlerer Drahtgewebegeometrie bis etwa 104 Schwingspiele sowohl 
für Raumtemperatur als auch für 650°C eine überlegene Ermüdungsfestigkeit. 
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Um das mechanische Hochtemperaturverhalten der Kühlstrukturen durchgängig aus 
dem Gebiet der reinen Ermüdungsschädigung bis hin zum reinen Kriechen beschreiben 
zu können, wurden aufbauend auf den Kriechversuchen mit konstanter Belastung LCF-
Versuche an Kühlstrukturen in kritischer Belastungsrichtung mit variierenden Prüffre-
quenzen durchgeführt. Dabei wurden im Gegensatz zu den reinen Ermüdungsversuchen 
alle frequenzabhängigen LCF-Versuche ausschließlich unter Hochtemperaturbelastung, 
kraftgeregelt und mit rechteckförmiger Belastung durchgeführt. Hierdurch konnten die 
Versuchsergebnisse mit den Ergebnissen der reinen Kriechversuche verglichen, inein-
ander überführt und anschließend ganzheitlich ausgewertet werden. Die Versuchser-
gebnisse wurden in Abhängigkeit von der angelegten Prüffrequenz sowie Belastung an-
hand von modifizierten Kriechbeziehungen beschrieben. Dabei wurde das Gebiet der 
Kriech-Ermüdungs-Wechselwirkung von Kühlstrukturen in der Ursprungsgeometrie im 
Prüffrequenzbereich von 0,02 bis 0,2 Hz ermittelt.     
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8 Verwendete Formelzeichen 
D  mittlerer Korndurchmesser 
in  inelastische Dehnrate 
(d/dt)min minimale Kriechgeschwindigkeit 
A Bruchdehnung 
A temperaturabhängiger Vorfaktor des Norton-Bailey-
Potenzkriechgesetzes 
A0 Konstante der Arrhenius-Beziehung 
a1, a2, m1, m2, a12, m12 strukturvariantenabhängige Parameter 
ADb Deckblechfläche 
Ag Gleichmaßdehnung 
ASp Schweißpunktfläche 
aSp1, aSp2, aSp3, aSp4 Regressionsparameter 
b Burgersvektor 
b1, b2, b3, b4 Materialkonstanten 
BF, mF, AF, nF, AF,K Werkstoffparameter 
bM, cM Monkman-Grant-Konstanten 
Bs, ßs Soderberg-Konstanten 
C1 Konstante 
C11, C12, C13, C14 Materialkonstanten 
cLM Larson-Miller-Konstante 
D Schädigungsparameter 
D1, D2, D3, D4, D5 Schädigungsparameter 
d1, d2, d3, d1, d2 Materialkonstanten 
D31, D32, D41, D42 Schädigungsparameter 
dD Drahtdurchmesser 
E Elastizitätsmodul 
F Kraft 
f Frequenz 
f1, f2, f3, f4 Materialkonstanten 
FBr Bruchfestigkeit 
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Fmax/N Maximalkraft pro Schwingspiel 
Fo Oberkraft 
G Schubmodul 
hK Kühlstrukturhöhe 
hNF Höhe der neutralen Faser 
hs Drahtgewebehöhe 
HV 0,05 Mikrohärte 
k Konstante 
k*1, k*2, k1, k2 Ver- und Entfestigungsparameter 
K, B, n Materialparameter zur Fließkurvenbeschreibung 
K1, K2, K3, K1, K2 Materialkonstanten 
kf wahre Fließspannung 
Ki temperaturabhängiger Vorfaktor des Konzepts der inneren 
Rückspannung 
l0 Anfangsmesslänge 
m Maschenweite 
meff effektiver Hebelarm 
Mb Biegemoment 
md mittlerer Abstand zweier Schweißpunkte 
mD1, mD2 Schädigungsparameter 
N Norton-Bailey-Kriechexponent 
N Schwingspielzahl 
n Kriechexponent des Konzepts der inneren Rückspannung 
n´ wahrer Kriechexponent des Konzepts der inneren Rückspannung 
n1, n2, ne, nk, nw, * Parameter der modifizierten Monkman-Grant-Beziehung 
NBr Bruchschwingspielzahl 
nSp Schweißpunktanzahl 
p Wahrscheinlichkeit in Prozent 
P Larson-Miller-Parameter 
pa1, pa2, ge1, ge2, hp, hg Geometriekonstanten  
pHD Heißdampfdruck 
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pKD Kühldampfdruck 
Q Aktivierungsenergie für Selbstdiffusion 
R Korrelationskoeffizient 
R Allgemeine Gaskonstante 
r(x) Kühlstrukturradius in Abhängigkeit von der Dampfturbinenposition 
x 
r0 Minimaler Kühlstrukturradius 
Rm Zugfestigkeit 
Rp0,2 Dehngrenze 
s Blechdicke 
S Steifigkeit 
sD Drahtsteigung 
sD1, sD2 Regressionsparameter 
t Zeit 
t* Zeitpunkt der minimalen Kriechgeschwindigkeit 
t*1, t*2 Schädigungsparameter 
tBr Bruchzeit 
THD Heißdampftemperatur in Kelvin 
TKD Kühldampftemperatur in Kelvin 
ts Standzeit 
u Weg in Millimeter 
u1, u2, uk1, ue Parameter der modifizierten Soderberg-Beziehung 
ua Wegamplitude 
ua,el,pl elasto-plastische Wegamplitude 
uKr Kriechweg 
umax Maximalweg 
v1, v2, v3, 1, 2 Materialkonstanten 
v4, v5, v6, v7 Materialkonstanten 
Wa axiales Widerstandsmoment 
!pi Kühldampfinnendruckdifferenz 
!el elastische Dehnschwingbreite 
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!pl plastische Dehnschwingbreite 
!t Gesamtdehnschwingbreite 
 Temperatur in °C 
L Lösungsglühtemperatur in °C 
, 0 Konstante 
 Nenndehnung 
´ wahre Dehnung 
´* wahre Dehnung zum Zeitpunkt der min. Kriechgeschwindigkeit 
´Br wahre Kriechbruchdehnung 
´D/dt wahre tertiäre Schädigungsdehngeschwindigkeit 
´s wahre Dehnung am Ende des primären Kriechbereichs 
0 spontane Dehnung 
Br Bruchdehnung 
Kr Kriechdehnung 
s Dehnung am Ende des primären Kriechbereichs 
 Scherung 
 Anstellwinkel der Dampfturbine 
 wahre plastische Dehnung 
 Querkontraktionszahl 
 Versetzungsdichte 
 Nennspannung 
´ wahre Spannung 
´is wahre stationäre innere Rückspannung 
´iss wahre temperaturabhängige Sättigungsspannung 
el elastische Biegespannung 
F isotroper Verformungswiderstand 
i innere Rückspannung 
I, II, III Hauptspannungen 
i0 spontane innere Rückspannung 
is stationäre innere Rückspannung 
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iss temperaturabhängige Sättigungsspannung 
l Längsspannung 
p Partikelspannung 
r Radialspannung 
R Restspannung 
u Umfangsspannung 
v Vergleichsspannung 
 Schubspannung 
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